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RÉSUMÉ
L’énergie solaire photovoltaïque concentré (CPV) est une solution de remplacement pro-
metteuse aux structures solaires conventionnelles. Ce type de structure modulable doit
être optimisé afin d’être compétitif par rapport aux autres types de production d’énergie.
Les forces de vent demeurent la première préoccupation dans la conception de la structure
porteuse en acier d’un tel système. L’objectif principal de cette recherche est d’assembler
des outils numériques et analytiques afin de prédire les caractéristiques de sa réponse dy-
namique sous charges de vent turbulent. La maîtrise de cette étape est essentielle afin
d’étudier d’une façon plus générique des solutions d’optimisation de la structure support
par rapport à sa réponse dynamique sous charges de vent. Pour ce faire, la méthodologie
principale de cette étude est composée en trois parties : (i) étude expérimentale à grandeur
nature de la réponse globale sous les conditions réelles du vent ; (ii) développement des
modèles d’analyse numérique dans lesquels les caractéristiques de structures réelles et des
modèles de forces aérodynamiques adéquates sont prises en compte ; (iii) application des
outils développés dans une étude paramétrique pour évaluer plusieurs solutions à partir
de cas d’étude dans le contexte d’une conception préliminaire.
Cette thèse est présentée sous forme de deux articles qui ont été soumis dans des revues
évaluées par des comités de lecture ainsi que d’un article soumis et présenté dans un
congrès international qui démontrent les contributions de cette recherche pour améliorer
les pratiques de calcul des charges de vent sur des structures de concentration solaire non
conventionnelles. Ces articles sont présentés comme suit (a) Étude expérimentale à échelle
réelle de la réponse d’un prototype de concentrateur solaire sous charges de vent. Ce pre-
mier article a permis la validation de calcul des coefficients de forces aérodynamiques
statiques et la révision des hypothèses de l’application du code ASCE 7-10 pour prédire
les forces maximales agissant sur la structure dans la direction du vent ; (b) l’analyse tem-
porelle de la réponse dynamique d’une structure de concentrateur solaire sous charges de
vent. Cette étude a montré que le modèle et la méthode d’analyse développés selon des hy-
pothèses simplifiées permettaient de prédire correctement les caractéristiques statistiques
de la réponse dynamique mesurée en cohérence avec la méthode spectrale stochastique ;
(c) Étude des effets des configurations structurales et des paramètres de vent sur l’opti-
misation de structure solaires sous charges de vent. Cette étude paramétrique a mis en
évidence l’importance de l’effet des paramètres structuraux et ceux définissant le vent sur
l’optimisation de la conception structural pour ce type de structure. Des recommanda-
tions pour optimiser l’action dynamique dans une phase de conception préliminaire ont
été proposées. Ce projet de recherche a démontré finalement l’importance d’étudier d’une
façon juste et pratique la réponse dynamique sous charges de vent qui mène à résoudre
des préoccupations d’optimisation liées à différents types de structures d’énergie solaire
en adoptant des hypothèses pratiques pour les ingénieurs.
Mots-clés : concentrateur solaire, essais à grandeur nature, charges de vent, analyse dy-
namique temporelle, approche spectrale, réponse dynamique.
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Abstract
Concentrated Solar Photovoltaic (CPV) is a promising alternative to conventional solar
structures. These solar traking structures need to be optimized to be competitive against
other types of energy production. Wind action is the main concern in the design of the
steel support structure of such movable system. The main purpose of this research is to
assemble advanced numerical and analytical tools that allows realistic dynamic study of
structures under wind loading. This help to study accurately optimized alternative in
term of selecting structural and wind site conditions parameters. The methodology of the
present study involves three main steps : (i) experimental full-scale study of the global
response under real life wind conditions ; (ii) numerical modeling that captures the cha-
racteristics of the real structures and include the aerodynamic force models to conduct
time-domain dynamic analyses ; (iii) preliminary design application that include the study
of the effect of stuctural and wind parameters in optimizing the dynamic wind action and
consequently the steel support structure.
The thesis is presented as an ensemble of three articles written for refereed journals and a
conference that showcase the contributions of the present study to thoroughly understand
the wind load effect on these nonconventionnel structures. The articles presented are as
follow (a) full-scale measurement of the response of a CPV tracker structure prototype
under wind load. The results presented in this first article help design engineers to evaluate
the use of the aerodynamic force coefficients for calculating wind load on similar structures
and to apply properly the ASCE7-10 in evaluating the maximum design wind force using
the equivalent static approach ; (b) time-domain analysis of solar concentrator structure
under gust wind. This study showed that the developed time-domain model using sim-
plified hypothesis could successfully predict the statistical parameters of the measured
dynamic response in coherence with the stochastic spectral approach ; (c) effect of struc-
ture configurations and wind characteristics on the design of solar concentrator support
structure under dynamic wind action. This parametric study highlighted the importance
of selecting structural and wind parameters in order to minimize the dynamic action and
the steel support structure. Recommendations for optimizing dynamic wind action in a
preliminary design phase were proposed. The present research project has shown the need
to study accurately wind response to solve optimization concerns related to different type
of solar system structures. In addition, this study proposes simplified methods that are
useful for practical engineers when there is the need to solve similar problems.
Mots-clés : (Keywords) solar concentrator structure, full-scale test, wind load, time-
domain analysis, spectral approach, dynamic effects.
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CHAPITRE 1
INTRODUCTION
L’énergie solaire est une alternative prometteuse aux combustibles fossiles. Selon l’Agence
d’Énergie Internationale, l’énergie solaire croît rapidement et 25 % de l’énergie mondiale
viendra des sources solaires comme l’énergie photovoltaïque et l’énergie solaire thermique
avant 2050 [Roadmap, 2010]. L’énergie photovoltaïque (PV), qui est la conversion directe
de la radiation solaire en électricité, gagne donc en intérêt. Cependant, son coût relati-
vement élevé reste une contrainte principale pour rivaliser avec les combustibles fossiles.
Une autre alternative est d’utiliser de grands miroirs qui concentrent la lumière du soleil
sur des cellules PV de taille réduite. Ces cellules se trouvent aux points focaux de pan-
neaux réflecteurs, d’où l’appellation d’énergie solaire photovoltaïque concentrée ou CPV
(de l’anglais Concentrator photovoltaics).
Plusieurs plateformes expérimentales d’énergie solaire concentrée ont vu le jour au début
des années 80, par exemple aux États-Unis (Barstow), en Espagne (Plateforme Solaire
d’Almeria PSA) et en France (centrale solaire THEMIS, Targassonne). Les deux techno-
logies suscitant le plus d’intérêt pour la production d’électricité sont : les technologies de
centrales cylindro-paraboliques et les technologies de centrales à tour. Durant les années
80, des centrales cylindro-paraboliques commerciales, appelées SEGS (Solar Electricity
Generating System), ont été construites dans le désert de Mojave (Californie). Elles sont
toujours exploitées aujourd’hui. La technologie la plus mature est actuellement la techno-
logie cylindro-parabolique pour des applications thermiques.
Le partenaire industriel pour ce projet de recherche est une division de la société Gestion
Techno Cap qui a conçu un premier système CPV à haute efficacité à Sherbrooke au
Canada. Le système est adapté à la production à grande échelle de 35 kW avec 1000 
de concentration. Pour atteindre cette efficacité, le système est conçu sous forme d’un
traqueur bi-axial qui supporte une grande surface réflectrice parabolique. La structure
parabolique comporte un plat de double tronçon parabolique couvert par des miroirs et
supporté par une structure en treillis ayant une forme parabolique. Les deux parties sont
reliées à un tube central qui est supporté par une tour à treillis. La structure contient
des vides de 400 mm entre les lignes de matrice de miroirs pour réduire sa charge de
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vent horizontale frontale. Le système de traqueur solaire est en mouvement autour de
deux axes. Il tourne à la base de la tour avec un mécanisme de roulement d’azimut. Il
pivote à son point d’attachement à la tour à l’aide des vérins pour réaliser l’élévation
exigée. La conception du premier prototype à Bromont, Province de Québec, Canada,
est déjà brevetée [Norman et de St. Croix, 2010]. L’Université de Sherbrooke (UdeS) a
amorcé des collaborations avec le groupe dans plusieurs volets du projet (mécanique, civil
et électrique). Les travaux ont déjà commencé avec le prototype GEN1 de Bromont pour
la vérification de la conception et ils se sont poursuivis avec le deuxième prototype GEN2,
installé au 3IT sur le campus principale de l’UdeS (Figure 1.1). Ce prototype et le projet
de recherche qui s’y rattache visent à améliorer la performance et à optimiser le coût total
du système pour ces nouvelles générations.
Figure 1.1 vue photographique de prototype CPV sur le site 3IT
Des études préliminaires ont été menées à l’UdeS pour évaluer la performance structurale
de ce nouveau système et il est constaté que l’objectif d’optimisation de ce type de struc-
ture ne peut pas être réalisé sans résoudre plusieurs défis de recherche reliés principalement
à la complexité du calcul des charges de vent.
L’effet du vent demeure un paramètre majeur et complexe dans la conception des struc-
tures dites spéciales selon l’Eurocode [Eurocode-1, 2005]. Plusieurs types de structures
peuvent se classer sous cette catégorie en fonction de certains critères. Les antennes para-
3boliques, les tours de télécommunications et les structures des systèmes d’énergie solaire
ont toutes des géométries relativement complexes, généralement des treillis spatiaux qui
supportent une surface compacte importante exposée au vent. Ces structures sont sensibles
aux vibrations causées par les charges de vent. Plus particulièrement, les structures des
systèmes d’energie solaires fixés au sol sont des structures ayant une catégorie de risque et
une durée de vie (20 ans) relativement peu élevées. Donc la considération de ces particula-
rités est essentielle pour définir ses critères de conception sous charges de vent. Les outils
et les méthodes d’estimation directe des charges de vent pour la conception de ce type
de structure sont moins développés pour répondre au besoin de compétitivité économique
par rapport à d’autres types de production d’énergie. Jusqu’à présent, les principes de
dimensionnement de ce type de structure ne sont pas inclus dans des codes. Par exemple
au Canada, la CAN-S37.01 [2001] et la ASCE7-10 [2010] peuvent être une référence pour
des applications spécifiques pour utiliser des coefficients de force des treillis spatiaux et des
coefficients de pression de « mono-slope free roofs », respectivement, mais ne s’appliquent
pas directement à ces structures. L’évaluation des charges de vent pour ces structures est
établie essentiellement à partir d’observations expérimentales à échelle réduite [Hosoya
et al., 2008; Peterka et Derickson, 1992; Peterka et al., 1988; Randall et Mcbride, 1982]
qui sont peu concluantes [Banks, 2012]. La plupart de ces études ont été basées sur des
écoulements stationnaires pour évaluer des coefficient de forces statiques et la générali-
sation des résultats pour inclure des recommandations auprès des codes ou des études
quantitatives plus larges était limitée. La CFD est présentée aussi comme une alternative
numérique qui s’annonce prometteuse [Dundage et al., 2013; Fu et al., 2015; Gil et al.,
2009; Salomoni et al., 2009], mais le temps de simulation et la complexité des modèles
rendent aussi l’intégration de ces résultats dans une analyse dynamique d’une structure
extrêmement difficile. D’autre part, des méthodes d’analyse avancées incluant simultané-
ment des modèles structuraux et des modèles aérodynamiques simplifiés peuvent être une
piste pratique surtout qu’ils ont connu beaucoup d’avancement dans leur application pour
des structures standards ou pour d’autres types de chargement (par exemple sismique). Il
est désirable d’appuyer la validité de l’application de toutes ces méthodes par des essais
à grandeur nature qui incluent toute la complexité des conditions environnementales de
l’extérieur.
Cela soulève donc la question principale à laquelle ce projet de recherche tente de ré-
pondre :
Comment adapter et valider des méthodes avancées d’analyse de la réponse
dynamique de structures sous charges de vent en vue de développer des outils
numériques génériques permettant de mettre en évidence des alternatives de
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conception optimales pour des structures-supports en acier des systèmes de
production d’énergie solaire montés au sol ?
Les objectifs principaux de cette étude sont :
- Mieux comprendre les effets de la charge du vent sur les structures de concentrateurs
solaires en utilisant des essais à grandeur nature appuyés par des résultats antérieurs
de tests à la souﬄerie ;
- Développer les outils spectraux et temporels pour analyser ce type de structure sous
charges de vent turbulent ;
- Proposer des méthodes simplifiées qui permettent d’examiner plusieurs configura-
tions de conception afin d’optimiser la réponse dynamique et par conséquent, la
structure support en acier de ces systèmes.
Contribution et originalité
Ce projet permettra d’enrichir les connaissances scientifiques par le biais de ces contribu-
tions originales :
- Une nouvelle stratégie de mesure de la réponse dynamique globale à grandeur nature.
C’est un concept de balance de force à grandeur nature différent des méthodes de
mesures classiques de contours de pression qui s’intéressent aux informations locales ;
- Une proposition d’implémentation de l’approche spectrale et d’application de code
ASCE 7-10 pour ce type de structure ;
- Une méthode de modélisation et d’analyse temporelle générique basée sur des hypo-
thèses simplifiées et pratiques ;
- La mise en évidence de l’importance des effets dynamiques à travers le choix des pa-
ramètres structuraux ainsi que des paramètres de vent définissant le site choisi dans
l’optimisation de structure support à travers une étude paramétrique quantitative.
Organisation du document
Une revue de la littérature présentée au chapitre 2 amorce d’abord cette thèse, permettant
d’inscrire le projet dans son contexte général de calcul des charges de vent sur les structures
et dans son cadre spécifique d’application pour les structures de systèmes d’énergie solaire
5et plus particulièrement les structures de concentrateur solaire modulables. Cette revue
mène à la définition du projet au chapitre 3. L’essentiel des travaux réalisés dans ce projet
est présenté dans les chapitres 4 à 6 comme une collection de publications soumises à des
revues et un compte rendu de conférence. Le chapitre 4 présente les résultats de l’étude
expérimentale à grandeur nature pour un prototype de concentration solaire. Le chapitre
5 décrit les investigations numériques et analytiques, aboutissant à modéliser la réponse
dynamique de la structure sous charges de vent turbulent. Le chapitre 6 présente une
étude paramétrique qui permet d’examiner plusieurs configurations de conception pour
optimiser la réponse dynamique de structures de concentrateur solaire.
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CHAPITRE 2
État de l’art
2.1 Structure solaire et objectifs de design
2.1.1 Solutions de conception existantes
La montée spectaculaire de l’énergie solaire est accompagnée par une révolution tech-
nologique dans la conception de structures utilisées pour produire cette énergie. Dans
cette filière, il existe deux systèmes de concentration optiques donnant naissance à quatre
grandes familles de technologies thermo-solaires dont le schéma de principe est représenté
sur la figure 2.1. La différence se fait au niveau de la collecte d’énergie. Des miroirs étalés
Figure 2.1 Quatre filières technologiques du solaire concentré [Roadmap,
2010]
sur une large surface réfléchissent les rayons lumineux pour se concentrer sur un point
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focal. Cette différence de rendement permet d’inverser proportionnellement le prix des
panneaux photovoltaïques dans un système solaire, il passe de 80 % à moins de 20 %
du coût de l’installation tout en obtenant une très grande efficacité. Mais l’utilisation des
surfaces reflectrices de plus en plus larges avec des structures supports modulables rendent
les effets de vent de plus en plus critiques dans les conditions de service (SLS) ainsi que les
conditions ultimes (ULS). Bergermann [2010] a développé deux solutions jouant un rôle
important pour toutes les conceptions de structure de production solaire. Les membranes
métalliques tendues pour les concentrateurs héliostat et le plat Stirling D/S (Fig. 2.2) et
les structures en treillis de cheminées solaires sont à la base de ces solutions.
Figure 2.2 Le plat Stirling 8m/11kW en Almeria, en Espagne [Bergermann,
2010]
2.1.2 Charges de vent et problématiques spécifiques
Les structures des systèmes solaires, plus spécifiquement les structures autoporteuses fixées
au sol, sont généralement des structures flexibles avec une surface importante exposée au
vent qui est supportée par des treillis en acier ou des mâts tubulaires. Malgré leur hau-
teur relativement faible, généralement inférieure à 10 m, elles peuvent subir des charges
de vent importantes. Dans les dernières années, l’objectif de concevoir des structures plus
économiques ne peut se réaliser sans une estimation plus juste et optimale des charges de
vent.
Le vent génère des champs de pression sur les panneaux des systèmes solaires dont l’in-
tégration sur une surface donnée permet de calculer des efforts résultants. Une définition
conventionnelle des efforts subits par les panneaux solaires dans leur systèmes d’axes a été
établie par Peterka et Derickson [1992] (Fig . 2.3). À partir de cette convention, plusieurs
termes clés ont été définis :
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Figure 2.3 Les coordonnées standards du système de collecteur solaire [Pe-
terka et Derickson, 1992]
- Force de traînée « Drag force » :
Fx = CfxQA (2.1)
- Force de portance « Lift Force » :
Fz = CfzQA (2.2)
- Moment de tangage « Pitching Moment » :
MHy = CMHyQAh (2.3)
- Moment à la base « Base overturning moment » :
My = MHy + FxH (2.4)
- Moment azimutal « Azimuthal moment » :
MMz = CMzQAh (2.5)
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-
CMHy = CFx + CMHy(h=H) (2.6)
Où Cfx est le coefficient de traînée, Cfz est le coefficient de portance , CMHy est le co-
efficient de moment de tangage, Q est la pression dynamique, A est la surface effective
projetée sur une surface perpendiculaire à la direction du vent. Ces coefficients, appe-
lés coefficients aérodynamiques stationnaires, peuvent être mesurés en souﬄerie sur des
maquettes sectionnelles (Section 2.3.1) ou calculés par la méthode CFD (Computational
Fluid Dynamics)(Section 2.4.1).
Cette partie présente un travail récapitulatif des problématiques et des méthodes exis-
tantes dans la résolution des problèmes d’optimisation et de défaillance des structures des
systèmes solaires sous charges de vent. La contribution de Murphy [1980] (Solar Energy
Research Institute) et plus récemment de [Banks, 2012] (CPP Wind Engineering) est bien
reconnue dans l’identification minutieuse des défis à rencontrer dans ce contexte. Un aperçu
des problématiques principales est parcouru dans les points suivants :
Vitesse de conception : Le point de départ de l’évaluation des charges de vent est
l’évaluation des vitesses de conception. Les systèmes d’énergie solaire peuvent s’installer
dans des endroits différents avec des vitesses de vent fortement variables. Les critères
de conception devraient aussi s’adapter aux changements apportées au codes ASCE 7
(1993,2005,2010) au niveau de la période de retour ou au niveau de la durée de rafale. La
hauteur de référence minimale pour laquelle la vitesse de conception est calculée est fixée à
10 m. C’est une hypothèse qui semble conservatrice de l’ASCE 7 pour être utilisée pour ce
type de structure à faible hauteur [Banks, 2012]. La flexibilité de prendre en considération
l’aspect probabiliste de la vitesse de vent est aussi primordiale dans l’optimisation de la
conception de ce type de structure.
Coefficient de force de vent : Les coefficients aérodynamiques sont des coefficients in-
dépendants de la vitesse et ils caractérisent l’effet du vent sur une géométrie particulière.
Plusieurs coefficients de pression sont donnés pour différentes géométries des bâtiments.
Aucune valeur de coefficient pour les collecteurs solaires n’est fournis. Le code admet ce
manque et il permet aux concepteurs d’utiliser leur jugement ou des mesures spécifiques.
Des tests spécifiques sur des modèles à échelle rèduite dans des souﬄeries sont parfois
requis (Section 2.3.1). Les coefficients stationnaires mesurés sont généralement conserva-
teurs car ils sont obtenus dans des conditions d’écoulement uniforme où les caractéristiques
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de la couche atmosphérique naturelle sont difficiles à reproduire. La modélisation précise
dans la souﬄerie nécessite de respecter des conditions de similarité en terme de modélisa-
tion de profil de vent, de turbulence, du nombre de Reynolds et de géométrie de prototype.
Des compromis sont généralement faits à cause de la difficulté à respecter tous ces critères.
Effet dynamique : L’effet dynamique structural n’est pas inclus dans l’évaluation des
charges de vent sur ce type de structure. Dans les travaux à la souﬄerie, la similarité
de la rigidité structurale n’est jamais pris en compte. Si l’ASCE 7 est adoptée pour le
calcul de force statique équivalente de design, ces structures, avec des fréquences propres
généralement supérieures à 1 Hz, se classifient comme des structures rigides. Selon plu-
sieurs observations expérimentales, il est clair que le seuil de 1 Hz n’est pas destiné à être
appliqué pour ce type de structure spéciale qui ont des hauteurs et des surfaces exposés
au vent relativement plus faibles et un amortissement structural peu élevé comparant aux
structures de bâtiment standard. Les effets dynamiques et l’effet de corrélation spatiale de
vent ne sont pas généralement prises en compte dans le calcul de ce facteur et ils peuvent
être importants pour des grandes surfaces reflectrices exposées au vent. Par exemple, une
valeur de 1 est recommandée pour le facteur dynamique (gust effect factor) pour les pan-
neaux solaires montés sur les toitures.
Pour conclure, les investigations des charges de vent sur ce type de structure ont aidé
à établir des limites de sécurité pour des hypothèses de conditions de vent stationnaires
appliquées sur des systèmes statiques. L’optimisation de la réponse de ce type de struc-
ture sous charges de vent nécessite d’inclure des hypothèses plus justes et de profiter du
potentiel de réduction des charges appliqués pour certains cas ou éviter de sous estimer la
réponse pour d’autres cas, tout en répondant aux problématiques présentées ci-dessus.
2.1.3 Critères de design et paramètres d’optimisation
Les structures utilisées dans la production d’énergie solaire sont classées sous la catégorie
de structures spéciales. La complexité de leur géométrie et la spécificité de leurs conditions
opérationnelles mènent à définir des nouveaux standards d’analyse spécifique pour chaque
système afin d’optimiser leurs coûts. Par exemple, la conception d’une structure dont on
peut aisément contrôler les positions critiques doit prendre en considération cet avantage
pour rediscuter les conditions d’analyse à l’état limite ultime. Plus particulièrement, la
conception de concentrateur solaire cylindro-parabolique depuis les années 80 demeure
une référence pour la conception de concentrateurs solaires en général. Ce type de système
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se compose généralement des éléments principaux indiqués dans le tableau 2.1.
Tableau 2.1 Composantes usuelles pour un système de concentration solaire
Système Sous-systèmes Éléments
Système de concentra-
tion
-Surface réflective
-Structure porteuse
-Miroirs en verre ou film en
métal
-Treillis et contrevente-
ments
« Torque system » -Tube central Connexions, Plaques, An-
crages
Structure support - Pylône en treillis
- Pôle centrale
- Treillis principaux, contre-
ventements, et connexions.
- Tube cylindrique, plaque
d’ancrage et ancrages.
Système de contrôle -Contrôle d’azimut
- Contrôle d’élévation
-Moteur, système de chaine
mécanique
- Monitorage hydrau-
lique/vérins et pistons
Une approche de conception basée sur les états limites de performance « Limit State
Design » est recommandée par Salomoni et al. [2009] et par Giannuzzi et al. [2007]. La
performance du système au niveau de la résistance mécanique et de la précision optique
est reliée principalement à la rigidité de la structure et au niveau du chargement appliqué.
Toutes les conditions opérationnelles et celles reliées au cycle de vie du système doivent
être considérées dans les critères de conception pour répondre aux spécificités de ce type
de structure mobile et pour respecter les conditions suivantes :
- Sécurité : la structure exposée à la charge statique doit garantir un niveau de sécurité
pour la protection du public ;
- Performance optique : la structure doit garantir une rigidité suffisante pour limiter
le déplacement et la rotation de miroirs réfléchissants. Cela permet de garder un
niveau de performance optique ;
- Fonctionnalité mécanique : l’adaptation structurale au chargement climatique ne
doit pas causer d’interférences entre la partie fixe et la partie mobile ;
- Coût : la structure doit répondre à des exigences économiques reliées au marché
solaire. Cette condition permet de tolérer quelques limites d’endommagement accep-
tables sous des conditions climatiques extrêmes avec des grandes périodes de retour.
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Le tableau 2.2 définit les états limites de performance considérés selon les seuils de vitesse
de vent dans cette exemple de conception.
Tableau 2.2 Les états de performance pour la conception d’un système de
concentration solaire [Giannuzzi et al., 2007]
Niveaux Conditions
L1 Réponse sous des conditions opératoires normales sous
un vent léger. La performance optique doit être gardée
en dessous d’une valeur v1 de vitesse du vent.
L2 Réponse sous des conditions opératoires normales sous
un vent d’intensité moyenne. La performance optique
commence à diminuer graduellement entre les valeurs
v1 et v2 de vitesse du vent.
L3 La transition entre les conditions opératoires normales et
les conditions limites ultimes sous un vent moyen et fort.
La résistance ultime de la structure doit être garantie
pour toutes les positions. Le système de contrôle doit
amener la structure à la position de sécurité adéquate
pour une valeur de vitesse du vent comprise entre v2 et
v3 caractérisant ce niveau.
L4 Les conditions de survie sous les charges ultimes à la
position de sécurité. La vitesse de vent de conception
à l’ultime doit être adaptée aux conditions de site en
suivant les recommandations pratiques. V4 est la vitesse
caractéristique de ce niveau.
Les éléments structuraux composant la structure de collecteur solaire peuvent être optimi-
sés localement après avoir évalué convenablement les charges appliquées et la distribution
des efforts comme montrés ci-dessus. Contrairement à l’optimisation directe de topologie
selon les états de contraintes connues, l’optimisation des structures supports des systèmes
d’énergie solaire peut aussi se réaliser dans l’optique de réduction des impacts des charges
de vent à l’avance pour permettre de concevoir des structures plus économiques en terme
de masse d’acier en agissant sur les paramètres suivants :
- Optimisation de forme aérodynamique : elle se fait en agissant sur la forme,
généralement aérodynamique, de l’élément sans changer la topologie de la structure.
- Élévation : la conception spécifique de ces systèmes modulables qui peuvent auto-
matiquement changer leur position en élévation ou en azimut est un avantage dans
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la conception sous charges de vent. Les positions opératoires ainsi que la position de
sécurité devraient être étudiées d’une façon plus précise pour inclure toutes les com-
plexités reliées aux effets dynamiques et les phénomènes physiques d’écoulements
pour définir les critères de design optimaux.
- Effet de masque : des barrières de blocage de vent ont été présentées comme une
solution efficace de réduction des charges de vent. L’effet de masque introduit par
ces barrières est investigué par plusieurs travaux de recherche au sein de SAND
(Sandia Laboratories) à travers plusieurs études au début des années 1979 [Betchel
National, 1979; Miller et Zimmerman, 1979; Xerikos, 1979]. Particulièrement pour les
héliostats, un gain potentiel de 50% était évalué après l’introduction de ces systèmes.
- Porosité des panneaux : la porosité des panneaux est un paramètre important
dans la réduction des charges de vent. Plusieurs tests ont été réalisés sur des héliostats
pour étudier cet effet. Levy, R., and Kurtz [1978] ont montré que 50% de porosité
peut réduire le maximum de moment de tangage de 25 % et le maximum de force
latérale de 50 %. Swagat [2011] a aussi montré que 5 % de porosité peut réduire le
coefficient de traînée entre 2 % et 9% en fonction de l’élévation des panneaux par
rapport à une structure compacte.
- Ratio largeur/hauteur Ra : les composantes de la charge de vent varient avec le
rapport hauteur/largeur du panneau. Par conséquent, ce rapport doit être considéré
pour la disposition des composantes des traqueurs solaires. Pfahl et al. [2011] ont
élaboré un programme expérimental à échelle réduite dans la souﬄerie pour com-
parer les charges de vent sur des héliostats à différents ratios Ra en se basant sur
Peterka et Derickson [1992]. Il a été montré que les charges de vent varient en partie
avec le rapport hauteur/largeur du panneau surtout pour les configurations ou la
surface est totalement exposée au vent. Plus spécifiquement, le moment de tangage
est implicitement dépendant de Ra à cause du changement de bras de levier effectif
du panneau même si le coefficient de force adimensionnel est constant. Par consé-
quent, à la position de sécurité où le moment de tangage est important, le moment
à la base peut varier significativement avec Ra.
Pour conclure, le ratio Ra est un paramètre important pour l’optimisation de la
structure. La question qui se pose est la suivante : À quel ratio, la conception est-
elle considérée optimale en considérant à l’évolution de la courbe de la production
d’électricité en fonction de la quantité d’acier ?
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Figure 2.4 Modèle d’héliostat à un rapport largeur/hauteur 0.5, 1, 1.2, 1.5,
2, 3 [Pfahl et al., 2011]
Les problématiques de réduction des charges de vent n’ont pas encore toutes été réso-
lues. Plusieurs des résultats restent d’un ordre qualitatif. Le manque d’outils d’analyse
numérique puissants limite l’élaboration des études quantitatives sur une large série des
paramètres. Le plus souvent, les paramètres ont été traités en terme de charges statiques
et les effets dynamiques n’ont pas été inclus. Les sections suivantes de revue traiteront les
méthodes numériques envisageable pour les calculs des charges de vent en général.
2.2 Modélisation du vent
2.2.1 Caractéristiques du vent
Les paramètres caractéristiques du vent dans un lieu donné et sur un intervalle de temps
bien défini sont la distribution verticale de la vitesse de vent et l’intensité de turbulence
(Fig. 2.5). Dans cette partie, on s’intéresse seulement aux caractéristiques du vent à la
couche limite. L’autre type de vent inclut des turbulences dues aux ouragans et aux tor-
nades et leurs comportements sont moins connus.
Figure 2.5 Profil de vitesse moyenne et profil de turbulence dans des sites à
différentes rugosité
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Van der Hoven [1956] a montré aussi que la distribution en fréquence de l’énergie de vent
contient plusieurs échelles de fluctuations. Fig. 2.6 montre l’allure d’un spectre de densité
de puissance représentatif de la vitesse horizontale du vent à 100 mètres au-dessus du sol.
Figure 2.6 Spectre de Van der Hoven
Il est commode de considérer que la vitesse de vent sur une période incluse dans les
trous d’énergie (Fig. 2.6) est assimilé à un processus stationnaire ergodique. On peut donc
aussi considérer la vitesse du vent comme la somme d’une composante moyenne et d’une
composante fluctuante. C’est avec cette hypothèse que le vent est souvent représenté par la
somme de deux termes : le vent moyen et le vent turbulent. La composante longitudinale
de vent peut s’écrire sous la forme suivante :
U(z; t) = U(z) + u(z; t) (2.7)
U(z) est la vitesse moyenne du vent à la hauteur z et u(z; t) est la partie turbulente du
vent. La vitesse du vent moyen est donnée par la présentation logarithmique [Simiu et
Scanlan, 1996] ou la présentation en puissance [Davenport, 1980] :
U(z) = 2:5ulog(
z
z0
) (2.8)
U(P1) = U(P2)(
z1
z2
) (2.9)
2.2. MODÉLISATION DU VENT 17
U(z) est la vitesse du vent à l’altitude z, z0 est la longueur de paramètre rugosité et u la
vitesse de frottement du vent. Pour la présentation en puissance, P1, P2 sont deux points
à hauteur respective z1 et z2 et  est l’exposant de rugosité du terrain. Les valeurs z0, 
sont des caractéristiques intrinsèques du site. Les codes utilisent ces valeurs pour définir
des catégories d’exposition des sites et le type d’ouvrages. Wieringa [1993] a effectué un
résumé d’expériences réalisées sur la rugosité d’un terrain homogène et propose une plage
de valeurs pour le paramètre de rugosité z0 sur différents types de terrain (Tableau. 2.3).
Tableau 2.3 Paramètres de rugosité pour différents types de terrain uniforme
[Wieringa, 1993]
Type de Terrain z0(m)
Océan, sable lâche et neige 0.0002
Béton, désert sans relief ou wad-
den
0.0002–0.0005
Plat, couvert de neige 0.0001–0.0007
Couvert de glace rugueuse 0.001–0.012
Terrain agricole non cultivé 0.001–0.004
Herbes courtes et mousse 0.008–0.03
Herbes longues et bruyère 0.02–0.06
Terrain agricole avec des cultures
basses
0.04–0.09
Terrain agricole avec des cultures
hautes
0.12–0.18
Brousse continue 0.35–0.45
Forêt mature de conifères 0.8–1.6
Forêt tropicale 1.7–2.3
Bâtiments rapprochés et à faible
hauteur
0.4–0.7
Centre-ville 0.7–1.5
Dans la pratique, la fluctuation de vitesse temporaire et spatiale est plus compliquée.
L’objectif de la modélisation est d’évaluer la valeur de vitesse moyenne U et la valeur de
vitesse maximale Up pour calculer la charge de vent à partir d’une vitesse de référence
donnée, soit par les codes ou mesurée sur le site Ur. Davenport [1961a] a montré que le
vent peut être considéré comme un processus aléatoire et la fluctuation de vitesse de vent
peut être décrite avec une distribution gaussienne (Fig . 2.7). La vitesse maximale est
présentée dans l’équation. 2.10 et un rapport clé caractérisant l’effet rafale est défini par
l’équation. 2.11.
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Up(z) = U(z) + gv(z)u(z) = U(z)Gv(z) (2.10)
Gv(z) = 1 + gv(z)Iu(z) (2.11)
Iu(z) =
u(z)
U(z)
(2.12)
Gv(z) est un facteur de vent rafale,u est l’écart type autour de la réponse moyenne Iu(z)
est l’intensité de turbulence et gv(z) est un facteur de pointe de processus ou un facteur
d’amplification. Ces paramètres dépendent de la durée moyenne de rafale pour laquelle
le maximum est évalué pour une période de 3 s, 10 min ou une heure. Dans la dernière
version de l’ASCE 7-10, la période de 3 s est retenue.
Figure 2.7 Densité de probabilité de la vitesse et la vitesse maximale
2.2.2 Échelle de turbulence
Une caractérisation complète de la turbulence n’exige pas que la détermination de l’inten-
sité de la turbulence mais aussi l’évaluation de son échelle. Le paramètre de l’échelle de la
turbulence permet de mesurer la taille moyenne des fluctuations. Par exemple, l’expression
de la fluctuation longitudinale de la composante u(p,t) du vent s’exprime par :
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Lux =
U
u(P1)u(P2)
Z T
0
Ru(P1; P2; )d (2.13)
où Ru(P1; P2; ) est la fonction d’intercorrélation entre deux points P1et P2 sur l’axe ho-
rizontal X. Cette fonction décrit la dépendance de la valeur de la turbulence observée au
point P1 à l’instant t avec sa valeur au point P2 à l’instant t+ .
L’effet de la turbulence sur le détachement tourbillonnaire, la force moyenne et la force
turbulente subies par le corps est due à différents mécanismes dépendamment de la forme
de la section. Basu [1986] a montré que l’effet d’augmenter l’intensité de la turbulence, avec
une échelle relativement faible, induit la réduction de la force de traînée par 4% sur des
profils cylindriques. Généralement, les effets de l’intensité de la turbulence et l’échelle de
la turbulence sont considérés d’une façon dépendante. Cependant, Cao [2010] ont réussi a
séparé les deux effets dans des essais en souﬄerie sur un profil d’aile d’avion. Ils ont montré
que l’effet indépendant de l’intégrale d’échelle de la turbulence varie selon le nombre de
Reynolds Re ainsi qu’en fonction de l’intensité de la turbulence. Globalement, l’effet sur
l’évaluation des coefficients de forces et sur la formation des tourbillons est relativement
faible pour des valeurs faibles de l’intensité de la turbulence. Cette variation est de plus en
plus visible pour des valeurs plus importantes de l’intensité de la turbulence. Il était aussi
constaté que l’augmentation d’échelle de la turbulence engendre des forces de portance
plus faibles et des forces de traînée plus importantes. Ces études relativement complexes
ne sont pas encore utilisées pour des structures des systèmes solaires.
2.2.3 Densité spectrale de puissance
La densité spectrale de puissance (DSP) Su(z; n) permet de caractériser un signal aléatoire
dans le domaine fréquentiel. Ce concept est souvent relié à une quantité de puissance
générée par le signal. Comme toutes les densités spectrales de puissance, elle vérifie surtout
la propriété suivante :
Z +1
0
Sum(n)dn = 
2
um m = u; v; w (2.14)
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Différentes formulations sont proposées dans la littérature pour approcher cette distri-
bution. Solari et Piccardo [2001] rapportent plusieurs formules empiriques basées sur des
essais expérimentaux pour représenter la DSP. Le modèle général empirique pour présenter
la DSP.
nSu(z; n)
u2
=
Auf

(Cu +Buf)
(2.15)
où n est la fréquence, f = nz=U(P ) est la coordonnée de Monin et où A, B, C, , 
et  sont des coefficients habituellement dépendants de la hauteur. Ces coefficients sont
trouvés en ajustant la courbe du spectre avec des données expérimentales. Notons que si
 = 1 et C = 1, le modèle générique représente un terrain homogène. Pour les besoins
du projet, seulement le spectre de Simiu Scanlan [Simiu et Scanlan, 1996] est utilisé par
le générateur de vent WindGen [Hang et Légeron, 2005] dans la direction longitudinale u
(Eq. 2.16). Les autres spectres dans les directions v et w sont présentés à la section B.1
de l’Annexe B.
nSu(z; n)
u2
=
200f
(1 + 50f)5=3
(2.16)
2.2.4 Corrélation spatiale du vent
La corrélation décrit à quel point une composante peut en prédire une autre. Il y a deux
types de corrélation : la corrélation directionnelle et la corrélation spatiale. La fonction
de corrélation spatiale à l’Eq. 2.17, rapportée par Solari et Piccardo [2001] et initiale-
ment proposée par Davenport [1961a] , utilise une formule empirique générale. C’est cette
équation qui est utilisée dans le logiciel WindGen [Hang et Légeron, 2005] pour déter-
miner la corrélation entre les différentes composantes. La formule dépend largement de
Cr, les coefficients de décroissance exponentielle du vent turbulent  = u; v; w dans la
direction r = x; y; z, dont les valeurs sont habituellement déterminées selon des données
expérimentales sur un terrain spécifique.
cohP1;P2;n = exp( 
2n
q
C2z(z1   z2)2 + C2y(y1   y2)2 + C2x(x1   x2)2
UP1 + UP2
(2.17)
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Des valeurs prises à partir de diverses études expérimentales pour les coefficients Cr utilisés
dans l’Eq. 2.17 sont rapportées dans Solari et Piccardo [2001]. L’ASCE 7-10 propose des
valeurs de 11.5 pour Cx et Cy et une valeur de 15.4 pour Cz. L’évaluation juste de ces co-
efficients contribue à optimiser le calcul des charges de vent sur des longueurs importantes.
2.2.5 Simulation de signaux aléatoires de vent
Les deux principales méthodes de simulation temporelle de vent numérique utilisées dans
le domaine des structures en ingénierie sont la méthode « Auto Regressive Moving Ave-
rage » (ARMA) [Naimo, 2014] et la méthode de modélisation spectrale stochastique de
Shinozyka et Deodatis [1991]. Cette dernière est utilisée en accord avec la décomposition
Cholesky de la matrice de densité spectrale cible dans le cadre de la procédure de généra-
tion de fonction type. Une amélioration est introduite plus tard en instaurant la méthode
de factorisation modale pour fournir une bonne représentation de la génération de vent, ce-
pendant, l’efficacité informatique diminuerait avec le nombre de points à générer. Dans ce
projet, la génération de vent est élaborée avec un logiciel maison nommé WindGen [Hang
et Légeron, 2005]. Il permet de simuler des signaux de vent multidimensionnel corrélés sur
plusieurs points de l’espace en utilisant plusieurs types de spectres et en se basant sur la
méthode de Shinozyka et Deodatis [1991]. Des concepts de probabilité et de modélisation
stochastique avancées sont détaillés dans le guide de Hang et Légeron [2005]. Les étapes
d’utilisation du programme WindGen sont détaillées à l’Annexe B.2.
2.3 Principaux types d’essais
2.3.1 Essais à échelle réduite
La complexité de simulation d’écoulement d’air à travers ces structures spéciales à l’exté-
rieur a fait que la majorité des estimations de forces de vent sont issues des tests à échelle
réduites faits dans une souﬄerie (wind tunnel). Les estimations de forces de vent appli-
quées sur les structures de concentrateurs cylindro-paraboliques et les héliostats plats se
basent généralement sur les essais à échelle réduite dont les plus importants ont été com-
mandités par le Laboratoire National Sandia (SAND) aux États-Unis dès le début des
années 1980 [Hosoya et al., 2008; Peterka et Derickson, 1992; Peterka et al., 1980, 1988;
Randall et Mcbride, 1982].
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Modèle de Balance de Force
L’approche de balance de force, généralement à plusieurs degrés de liberté, a pour objectif
le calcul de forces globales à la base de la maquette à l’aide des cellules de force installées sur
plusieurs axes dans la souﬄerie (Fig . 2.8). Pour ces types d’essais , les modèles utilisés sont
des maquettes rigides et les forces sont mesurées aux points d’attache. Peterka et al. [1980]
et Peterka et Derickson [1992] ont adopté cette méthode pour évaluer les charges de vent
moyen sur des prototypes de concentrateurs solaires cylindro-paraboliques et des héliostats.
Plusieurs rapports ont été publiés pour présenter des coefficients de forces stationnaires
qui ont été utiles pour la conception de nouvelles structures similaires ainsi que pour
la définition de leurs conditions opératoires. D’autres résultats qualitatifs ont aussi été
publiés pour approfondir les connaissances de l’effet du vent sur ce type de structure :
- Le maximum d’effet de portance apparaît dans des angles d’élévation négatifs (col-
leteur solaire pointé vers le bas) ;
- Le maximum d’effet de traînée apparaît quand le collecteur est directement face au
vent. (Angle d’élévation égal à zéro) ;
- Le maximum de moment rotule apparaît sur plusieurs points dont le plus important
est la position de sécurité.
Figure 2.8 Balance de force à 6 degrés de liberté [Hosoya et al., 2008]
La balance de force est considérée comme l’outil principal de mesure de force dans les tests
à modèle réduit dans la souﬄerie. La performance de la balance influence significativement
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la précision des résultats. Les recherches de Zhang et Buzhang [2004] ont indiqué que 50
% d’erreurs dans les coefficients aérodynamiques viennent de problèmes de la balance.
Dans le cadre de ce projet, des tests ont été réalisés dans la souﬄerie de l’UdeS [Gani et al.,
2011]. Ce sont des essais sectionnels de la moitié d’une coupole parabolique de prototype
étudié installé sur un dispositif de calcul de force globale. Le montage est une balance
de force, dynamique, pour essais sectionnels, qui était développée par Prudhomme [2010].
L’objectif de ce test est d’évaluer les coefficients des forces Cfx; Cfz; Cmy sur la moitié de
la coupole. La souﬄerie de l’UdeS est un tunnel subsonique de section carrée (1.8 m *1.8
m). L’intervalle de vitesse du vent simulé est entre 1.2 et 30 m/s. Le partenaire du projet
a fabriqué un prototype en plastique à l’échelle réduite de 1/22. Le dispositif permet au
modèle de tourner selon un tube central horizontal. La section est testée de 0 à 180. La
force globale agissant sur la partie de coupole parabolique est obtenue en déduisant de la
force totale la partie agissant sur le tube cylindrique (Fig. 2.9). Les résultats de variations
Figure 2.9 Dispositif expérimental dans le « wind tunnel » : essais sectionnels
(reproduit de Gani [2011])
de coefficients de forces selon les angles d’élévation et d’azimut sont illustrés dans les
courbes (Fig. 2.10, Fig. 2.11). Ils sont comparés avec les résultats des études précédentes
sur structures similaires.
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Figure 2.10 Variation de coefficient de traînée en fonction de l’élévation de
la coupole (reproduit de Gani [2011])
Cette étude est efficace pour calculer les forces et les coefficients de force de modèle mis
à l’échelle avec des hypothèse simplifiées, tout en négligeant les effets de la fluctuation
dynamique du vent et de l’oscillation de la structure qui sont importantes pour évaluer les
valeurs critiques maximales. Pour des applications aussi avancées, les essais aéroélastiques
permettent de mesurer les forces et les moments globaux induits par les charges de vent
dans la souﬄerie en tenant compte de l’interaction dynamique de fluide-structure. Dans
ces essais, le modèle est flexible et représente les modes dynamiques de la structure mise à
l’échelle. Parfois, les efforts sont aussi mesurés aux points d’attache, mais l’objectif premier
de ces modèles est de mesurer le comportement aérodynamique (stabilité). Ce type d’essai
est moins utilisé pour l’analyse de ce type de structure pour le moment.
Modèle de pression
Le besoin de connaitre la distribution de pression locale autour du concentrateur solaire
a donné naissance à d’autres approches de tests à échelle réduite avec des résultats plus
riches que l’approche globale. Un modèle de pression est une maquette sur laquelle on a
placé des dizaines de capteurs de pression (généralement dans un plan autour de la section)
pour pouvoir reconstituer le champ de pression tout autour de la maquette ou sur toute sa
surface. On peut ensuite intégrer la pression pour toute la surface afin d’obtenir les forces.
Kron [1962] est parmi les premiers à étudier la distribution de chargement du vent sur
une surface d’antenne parabolique standard. Il a mené un programme expérimental qui
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Figure 2.11 Variation du coefficient de traînée en fonction de la direction du
vent (reproduite de Gani [2011])
permet de fournir la distribution de la pression sur des points situés à des dispositions
différentes sur les parties concave et convexe d’un paraboloïde. La pression est mesurée
sur 22 points opposés sur les surfaces concave et convexe d’un réflecteur parabolique à
travers un outil de mesure de pression appelé transcodeur de pression. Dans une étape
suivante, la partie numérique permet tout d’abord d’interpoler des valeurs de pression
sur toute la surface. La force totale est calculée en sommant les forces calculées par les
coefficients de pression issus du programme numérique (interpolation). Ces résultats sont
comparables aux valeurs données par le modèle de balance de force. Avec le même principe,
Hosoya et al. [2008] ont complété les études des concentrateurs cylindro-paraboliques au
sein de SAND. Ils ont simulé l’écoulement de vent autour des maquettes de concentrateurs
solaires à l’aide d’un modèle de pression (Fig . 2.12). Ils ont réalisé une étude comparative
complète entre le modèle de balance de force et le modèle de pression pour le calcul des
coefficients aérodynamiques statiques.
Pour conclure, les travaux expérimentaux à échelle réduite demeurent une étape basique
pour caractériser le comportement de ce type de structure spéciale. Chaque structure a ses
particularités (géométrie, hauteur, porosité...) qui limitent la généralisation des résultats.
Malgré la simplicité de principe, plusieurs conditions doivent être respectées pour évaluer
correctement les coefficients de force à partir de ces tests et plusieurs phénomènes doivent
être pris en considération. L’effet de blocage dans la souﬄerie, le contrôle de l’intensité de
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Figure 2.12 Modèle de pression(reproduite de Hosoya et al. [2008])
la turbulence,l’échelle de la turbulence (section 2.2) , le nombre de Reynolds et la simili-
tude entre le modèle réduit et le modèle réel sont des paramètres à considérer pour ce type
de tests. Selon Peterka et al. [1980], le passage au calcul de force de vent pour le modèle
réel est justifié, car les coefficients de force sont constants tant que le nombre de Reynolds
est suffisamment élevé. Par contre, les résultats à échelle réelle demeurent désirables pour
la validation.
2.3.2 Essais à échelle réelle
Les travaux expérimentaux à grande échelle ne sont pas fréquents dans la littérature pour
ce type de structure. [Gong et al., 2012], [Kopp et al., 2012], [Zang et al., 2012] et [Griffith
et al., 2014] ont récemment réalisés des études expérimentales à grandeur nature sur des
concentrateurs solaires cylindro-paraboliques et des héliostats. L’objectif principal com-
mun est de caractériser les effets de vent en moyennant des méthodologies différentes selon
les paramètres d’études. Habituellement, les mesures classiques dans ce genre de test sont
planifiées de la façon suivante : (a) des anémomètres sont montés sur des hauteurs diffé-
rentes sur une tour d’observation pour rassembler les données du vent. Ces données servent
à tracer le profil de vitesse avec la composante de turbulence en fonction de l’élévation
ainsi que le facteur rafale du vent ; (b) des instruments de mesure des contraintes méca-
niques (jauges de contrainte, LVDT...), des accélérations (accéléromètres) ou de pression
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(transcodeurs de pression) sont montés sur la structure pour suivre sa réponse en temps
réel en des points bien définis.
Plusieurs aspects sont analysés dans les études à grande échelle. Ils englobent :(a) la ca-
ractérisation de paramètres réels du vent en incluant l’intensité de la turbulence, l’effet de
rafale et le profil de vitesse le long de la hauteur étudiée ; (b) le calcul de coefficient de
force du vent en fonction de l’élévation et de la direction du vent ; (c) la caractérisation
de distribution de pression à la couche limite de surface réfléchissante et l’identification
de contour des coefficients de pression [Gong et al., 2012]. Ces mesures peuvent être utiles
pour raffiner les coefficients utilisés dans les travaux numériques ainsi que la validation de
résultats des expériences à échelle réduite ; (d) la mesure des déformations en des points
précis de la structure pour caractériser ses modes propres [Griffith et al., 2014]. Par contre,
la plupart des études sont faites sur une courte durée et elles se sont attardées sur les co-
efficients de pressions locaux sans inclure la réponse dynamique globale de la structure.
La sensibilité des instruments aux conditions environnementales hautement variables, l’ef-
fet de la température et la grande variabilité des caractéristiques du vent ainsi que les
problèmes des systèmes de contrôle mécaniques sont tous des défis à affronter lors d’une
campagne expérimentale à l’extérieur. Généralement, seulement quelques heures de don-
nées consistantes sont applicables sur des mois d’acquisition. Cependant, ces résultats res-
teront essentiels pour amorcer la compréhension qualitative de l’effet de vent sur ce type
de structure et valider le développement des outils numériques pour servir à l’optimisation
de la conception de ces structures.
2.4 Force aérodynamiques
Après la caractérisation et la modélisation des champs de vitesse du vent sur un site
donné, la modélisation des forces aérodynamiques est une étape cruciale dans la chaine
d’évaluation de la réponse d’une structure sous charges de vent pour remplacer les études
expérimentales décrites dans la section précédente. Elle permet de caractériser la fonction
de transfert entre les champs de vitesse et la force mécanique exercée sur une géométrie
bien définie. Elle permet donc de modéliser les effets complexes de fluide pour les introduire
dans un modèle structural mécanique.
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2.4.1 Écoulement sur d’un corps parabolique non profilé
Contrairement aux profils aérodynamiques, qui sont beaucoup plus développés pour les
applications aéronautiques, l’aérodynamique de corps non profilé immergé dans un écoule-
ment turbulent est plus complexe à étudier à cause des effets non linéaires importants dus
aux zones de séparation fortement perturbées. Considérons un profilé parabolique 2D de
largeur D placé dans un écoulement laminaire, stationnaire et caractérisé par un vecteur
vitesse amont U compris dans le plan de la section. Selon la forme du profil et l’incidence
par rapport à l’écoulement, des zones caractéristiques dites de zone de perturbation sont
générées par un décollement du flux au niveau des angles d’attaque et se développent de
façon plus ou moins stable et marquée (Fig . 2.13).
Figure 2.13 Écoulement laminaire autour d’un corps non profilé : Contour de
vitesse d’un profil 2D parabolique inspiré de Dundage et al. [2013]
La CFD (Computational Fluid Dynamics) est récemment une solution puissante pour
caractériser l’écoulement autour de ce type de structure. Elle permet d’évaluer les coef-
ficients de force statiques ainsi que de connaitre la distribution de pression autour d’un
collecteur parabolique de ce type de structure. Par contre, les résultats pour prédire les
forces maximales dans un écoulement turbulent sont moins confirmés. Pour avoir des ré-
sultats fiables, les mêmes exigences que celles des essais à échelles réduites sont requises.
Le choix du domaine de simulation est très important pour avoir de bon résultats avec
un temps de calcul acceptable. Un maillage de haute qualité est utilisé dans un domaine
limite autour de la structure. Le domaine extérieur est choisi selon la taille du prototype.
Les équations qui gouvernent la simulation à la couche limite sont généralement celles de
Reynolds Averaged Navier Stockes (RANS). Les conditions limites à la surface supérieure
et aux murs de coté supposent que l’écoulement est parfaitement sans frottement dans
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la plupart des études. Dans une application standard, Ferris [2009] a réalisé une étude
CFD pour caractériser l’écoulement autour des antennes paraboliques. Des résultats de
coefficient de traînée sont enregistrés pour plusieurs formes d’antennes paraboliques qui
peuvent servir pour la conception préliminaire des structures de concentrateurs solaires
(Fig . 2.14).
Figure 2.14 Coefficient de traînée pour plusieurs profilés d’antenne [Ferris,
2009]
De nouvelles techniques de simulation d’écoulements ont été développées sous l’appellation
« Discrete Vortex Method ». Elles sont basées sur un certain nombre de simplifications
(écoulement bidimensionnel, non visqueux) permettant notamment de réduire le nombre
de variables à un seul terme : la vorticité. Les simulation des grandes échelles LES (Large
Eddy Simulation) constituera probablement une solution plus précise pour analyser les
charges de vent sur ce type de structure. Les échelles de turbulence plus petites que la
taille du maillage sont modélisées alors que les grandes échelles contenant la majeure
partie de l’énergie de l’écoulement, sont entièrement simulées. Les méthodes hybrides,
comme le DES (Detached Eddy Simulation) permettent de combiner une résolution de
type LES loin des parois et une modélisation RANS dans la couche limite. Ces méthodes
constituent un compromis intéressant entre précision et rapidité des calculs. Cependant,
toutes les méthodes CFD reste non reconnue par le code ASCE 7 pour obtenir des charges
de conception. Elle est uniquement recommandée pour la compréhension des phénomènes
d’écoulement autour de profilés pour raffiner la conception. Selon Banks [2012] le risque
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d’avoir des résultats non conformes est très élevé à cause de la haute sensibilité des résultats
aux paramètres de simulation. Donc la validation expérimentale pour calibrer le modèle
est recommandée.
2.4.2 Modélisation des forces aérodynamiques
Dans le cas d’une structure réelle, l’écoulement incident est turbulent et génère des forces
fluctuantes. Par conséquent, l’utilisation des coefficients évoqués précédemment, bien que
attrayante, est alors moins précise pour modéliser les forces réelles. L’interaction fluide-
structure est un phénomène plus complexe. La modélisation des forces de vent comme des
forces de contact mécaniques dans sa forme le plus simple peut introduire des grandes
variations. L’ensemble des modélisations dans ce chapitre ne sont pas toutes présentées
dans l’optique de leur utilisation dans le cadre de ce projet. En général les méthodes sont
classifiées en deux catégories en fonction du domaine de résolution. L’une est de nature
statistique, basée sur une résolution des équations de la mécanique dans le domaine fré-
quentiel, l’autre, de nature déterministe, basée sur une résolution des mêmes équations,
mais dans le domaine temporel. La première présentera comme avantage essentiel d’être
économique en terme de temps de calcul et facile à implémenter. Le second, plus lourd,
permettra notamment de mieux prendre en compte le caractère non linéaire de la struc-
ture, le couplage entre les modes propres, plusieurs types de chargements déterministes et
d’appréhender les phénomènes d’instabilité aérodynamique. Les différents types de modé-
lisations sont décrites dans les sections suivantes.
2.4.2.1 Force générée par la turbulence : Approche quasi-stationnaire
En ce qui concerne l’étude de la réponse à la turbulence, c’est l’approche dite « quasi-
stationnaire » ou « quasi-statique » qui est la plus répandue dans la pratique pour être
appliquée sur différents types d’ouvrages standards [Chen et Kareem, 2002a; Gani et Lé-
geron, 2010; Letchford et al., 1993; Sparling et Wegner, 2006]. Cette approche considère
qu’à un instant t donné, les efforts exercés par un signal de vent fluctuant sont les mêmes
que ceux qui seraient exercés par un signal constant de même amplitude à cet instant t.
La vitesse de vent fluctuante et les forces aérodynamiques induites sont alors entièrement
corrélées. Les coefficients aérodynamiques statiques évalués dans la souﬄerie sont toujours
utilisés pour évaluer la composante fluctuante de la force. Il est clair qu’appliquer l’hy-
pothèse de quasi-stationnarité revient surtout à négliger la nature même de l’écoulement
turbulent qui est bien plus complexe qu’un écoulement laminaire. Les coefficients statiques
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moyens sont incapables de différencier l’impact des différentes échelles tourbillonnaires sur
l’obstacle. En d’autres termes, ils ne permettent pas de fournir des informations précises
sur la façon dont l’énergie éolienne sera convertie en énergie transmise à la structure dans
le domaine fréquentiel. Tieleman [2003] a discuté comment la théorie quasi-stationnaire
peut être applicable seulement pour la prédiction de forces aérodynamiques dans des ré-
gions de stagnation et non pour des régions séparées. Un autre inconvénient de la méthode
quasi-stationnaire est la surestimation des caractéristiques dynamiques de la réponse, en
considérant que le maximum de force est appliqué sur toute la surface au même temps et
en négligeant l’effet de la corrélation spatiale du vent. Cependant, en fonction des caracté-
ristiques de champ de vitesse et de la géométrie du profil, l’acceptabilité de l’approche peut
être validée. Par exemple, il est prouvé que l’approche peut prédire avec erreurs relative-
ment faibles la réponse maximale des structures qui ont des dimensions caractéristiques
de l’ordre de quelques dizaines de mètres et de plusieurs fois l’échelle de turbulence de
vent et dans des conditions d’écoulement faiblement perturbé. L’utilisation populaire de
la théorie quasi-stationnaire est due principalement à sa facilité d’implémentation (Eqs
2.18- 2.26). Les expressions de force aérodynamique FX et FY du moment MY sont :
FX(t) =
1
2
airACfx((t))(U(t))
2 (2.18)
FY (t) =
1
2
airACfy((t))(U(t))
2 (2.19)
MY (t) =
1
2
airACM((t))(U(t))
2h (2.20)
U(t) est la norme de la composante latérale de vitesse UL comprise dans le plan de la
section et (t), l’angle que fait cette composante avec l’axe X du repère lié à la section
(Fig. 2.3).
~U(t) = UL(t)~x+ VL(t)~y +WL(t)~z (2.21)
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(t) = arctan(
VL
UL
) (2.22)
U(t) =
q
UL(t)2 + VL(t)2 (2.23)
On néglige donc tous les effets de la composante WL(t). Les équations 2.18, 2.19, 2.20
deviennent donc :
FX(t) =
1
2
air[(UL + uL(t))
2 + (VL + vL(t))
2]ACfx((t)) (2.24)
FY (t) =
1
2
air[(UL + uL(t))
2 + (VL + vL(t))
2]ACfy((t)) (2.25)
MY (t) =
1
2
air[(UL + uL(t))
2 + (VL + vL(t))
2]ADCM((t)) (2.26)
où uL(t) et vL(t) sont les composantes fluctuantes de la vitesse dans la direction parallèle
et verticale à l’axe X ,respectivement.
2.4.2.2 Force générée par la turbulence : Admittance aérodynamique
Les événements instables comme la séparation de flux n’ont pas un effet instantané sur la
structure mais ils peuvent développer leur influence sur la surface de corps sur une période
t. L’admittance aérodynamique est donc introduite comme une nouvelle notion permet-
tant de modéliser la décroissance de corrélation spatiale du vent autour d’une tranche
de structure à mesure que les fluctuations deviennent plus rapides. C’est avec Davenport
[1961a] que cette fonction d’admittance aérodynamique est introduite dans le domaine
d’analyse des structures de génie civil sous charges de vent. Le rôle de cette fonction est
de représenter le manque de corrélation entre les fluctuations de vitesse dans la région de
flux adjacente au corps. Elle prend la valeur unité pour les tourbillons de basses fréquences
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et décroît à mesure qu’on se rapproche des échelles de hautes fréquences. L’évolution de
la corrélation spatiale d’un champ de pressions dynamiques en fonction de la taille des
tourbillons est ainsi modélisée pour une section donnée. Cette méthode n’est pas nouvelle,
datant des premières oeuvre de Sears [1941] en utilisant la théorie classique des profils
aérodynamiques minces. Une expression, connue comme la fonction de Sears (Eq. 2.27),
pour l’accès aérodynamique a été formulée tirée par Sears [1941] et des années plus tard,
Liepmann [1952] a simplifié l’expression sous la forme présentée à l’Eq. 2.29.
a(n) =
J0(k)K1(i k) + i J1(k)K0(i k)
K1(i k) +K0(i k) (2.27)
k =
nc
U
(2.28)
où J0,J1 sont les deux fonctions de Bessel de premier ordre, K0, K1 sont les deux fonctions
modifiés de Bessel de second ordre, k est la fréquence réduite. c est la longueur de corde,
U est la vitesse moyenne et n est la fréquence.
2a(n) =
1
1 + 22(nc
U
)
(2.29)
De plus, Scanlan [1993] a étudié les fonctions d’admittance pour des structures diverses.
Davenport [1961a] et Vickery [1968] ont aussi fourni des formulations empiriques pour
évaluer la fonction d’admittance aérodynamique pour une géométrie de plaque mince (Eq
. 2.30). C’est cette fonction qui était utilisée dans la modélisation des forces aérodyna-
miques pour ce projet.
2u(n) =
1
1 + [2n
p
A
U
]4=3
(2.30)
SF = 4F=U
2
u(n)SU (2.31)
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Figure 2.15 Admittance aérodynamique des plaques, disques et prismes (re-
produite de Kareem et Tamura [2013])
Quelques propriétés assez évidentes sont soulignées a) lorsque nc
U
 ! 0 , à des basses
fréquences   ! 1 ; b) lorsque nc
U
 ! 1 , à des hautes fréquences   ! 0.
2.4.2.3 Force générée par la turbulence : Approche par fonctions indicielles
Les fonctions d’admittance aérodynamiques peuvent être définies, dans le domaine fré-
quentiel, pour relier le spectre des fluctuations de vitesse du vent à celui des forces appli-
quées sur la structure. Comme noté par Baker [1991], en raison de la difficulté à calculer
l’amplitude et les paramètres de phase d’une fonction d’admittance aérodynamique fré-
quentielle, l’analyse dans le domaine temporel est plus commode. La modélisation précise
des phénomènes aérodynamiques non stationnaires joue un rôle important dans l’évalua-
tion de la réponse sous les forces dues à la turbulence (buffeting) ainsi que les forces
auto-excités provenant des phénomènes aéroélastiques. Considérant seulement les forces
dues à la turbulence, l’expression équivalente de la fonction d’admittance aérodynamique
dans le domaine temporel est appelée la fonction indicielle ( indicial response function)
ou la fonction de pondération aérodynamique (Weighting function) '. En utilisant la dé-
finition de vitesse de vent dans l’équation 2.23 et en linéarisant la force totale de vent, on
peut écrire la force aérodynamique ainsi :
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F (t) = F + f(t) =
1
2
airACFU
2(t) + airUA
Z s
0
[u()'0u(s  )]d (2.32)
Avec :
s = tU=c (2.33)
La différence principale entre la fonction de transfert dans le domaine fréquentiel (Eq. 2.31)
et dans le domaine temporel (Eq. 2.32) est l’introduction de l’intégrale de convolution pour
remplacer le produit. De la forme mathématique (Eq. 2.32), on peut voir que la force exer-
cée à un instant t est n’est pas reliée uniquement à la vitesse instantanée à l’instant t mais
aussi aux vitesses précédentes aux instants t  . La participation de la vitesse de chaque
instant précédent sur la force appliqués à l’instant t est pondérée par le coefficient évalué
par la fonction indicielle, d’où la deuxième appellation de fonction de pondération.
Comme pour la fonction d’admittance aérodynamique, la première apparition de ce concept
a été dans le contexte de l’aéronautique. Wagner [1925] fut le premier à introduire cette
approche pour calculer les forces auto-excitées appliquées sur les profils d’aile d’avion
minces. Une expression connue sous le nom de fonction de Küssner appliquée sur des pro-
fils aérodynamiques a été définie par Jones [1940] en se basant sur les fonctions de Sears
sous sa forme générale à la section précédente (Eq. 2.27).
'0u = A1e
 A2s + A3e A4s (2.34)
où A1 jusqu’au A4 sont des constantes. La fonction d’admittance dans sa forme complexe
et la dérivée de la fonction indicielle sont reliées par la Transformé de Fourrier (FFT) selon
l’équation 2.35 :
(K) =
Z s
0
[u()'0u()] exp iKd (2.35)
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Pour calculer les constantes A1 jusqu’à A4, l’équation 2.35 peut être développée sous la
forme Eq. 2.36 et la méthode de régression linéaire est appliquée.
j(K)j2 = 20(K) = (
A1K
A23 +K
2
+
A2K
A24 +K
2
)2 + (
A1A2
A21 +K
2
+
A3A4
A22 +K
4
)2 (2.36)
Les expressions des fonctions indicielles peuvent être déduites via des approches diverses,
comme les méthodes analytiques, la CFD et les études expérimentales. Cette présentation
permet aussi de réduire remarquablement le temps de calcul et elle a une formulation
unifiée pour tous les régimes d’écoulement.
2.4.3 Le détachement tourbillonnaire
Le phénomène de détachement tourbillonnaire est un phénomène aérodynamique carac-
térisé par un lâché de tourbillons de part et d’autre du profil, alternés (i.e. en opposition
de phase), à une fréquence fs bien précise reliée à la vitesse V de l’écoulement et à une
longueur caractéristique D de profil par le nombre de Strouhal St tel que :
St =
fsD
U
(2.37)
Si les oscillations de la structure sont importantes, celles-ci peuvent influencer la forma-
tion des tourbillons en la synchronisant avec la fréquence de la structure si la vitesse du
vent s’éloigne un peu de sa valeur critique définie par l’Eq. 2.37. Ce phénomène est appelé
synchronisation de fréquence (lock-in).
Plusieurs travaux de recherche ont été développés pour étudier ce phénomène pour un
profil circulaire, dont le plus récent récapitulatif a été fait par [Garrett, 2003]. Nous pré-
senterons un des modèles classiques permettant de modéliser ces sollicitations introduites
par [Simiu et Scanlan, 1996]. Cependant, ceux-ci ne seront pas intégrés dans les codes de
calcul développés dans ce projet à cause de la complexité de sa validation expérimentale.
Pour les conditions de vent peu élevées et plus turbulents, le phénomène de détachement
tourbillonnaire est aussi moins dominant.
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Fvy(t) =
1
2
airV
2A[Y1(K)(1  ") y
2
D2
)
_y
U
+ Y2
y
D
+ ~CL(k) sin(!nt+ )] (2.38)
où Fvy est la composante de force perpendiculaire à la direction de vent. Y 1, ", et Y 2
sont les valeurs des fonctions aérodynamiques pour la fréquence réduite et k correspond
au phénomène de synchronization. ~CL est la déviation standard de CL, !n est la fréquence
radiale naturelle,  est la phase de l’angle, D est une longueur caractéristique et y et _y
sont respectivement le déplacement et la vitesse de déplacement dans la direction latérale
perpendiculaire à la direction du vent.
2.4.4 Les forces auto-excitées : les effets aéroélastiques
L’approche quasi-stationnaire ne considère pas les modifications sur les fréquences des
oscillations induites par les effets aéroélastiques. Son influence peut être prise en compte
seulement à travers le terme d’amortissement aérodynamique comme une correction de la
réponse non perturbée par les effets aéroélastiques. Les forces aéroélastiques sont des forces
qui dépendent de la vitesse moyenne du vent, de l’angle d’incidence, du déplacement et
de la vitesse d’oscillation. Le galop et le flottement sont les deux phénomènes d’instabilité
aerodynamiques causés par les forces auto-excitées ou aéroélastiques. Le premier engendre
de grands mouvements de la section principalement dans la direction orthogonale au vent
moyen et il est observé fréquemment pour les câbles de lignes aériennes. Le deuxième se
produit généralement en torsion pour les sections d’ailes d’avion et les sections de ponts
élancées avec des géométries similaires par exemple. Il se produit aussi au delà d’une vi-
tesse critique appelé vitesse de flottement.
Dans la plupart des structures, les équations modales sont couplées par le terme d’amor-
tissement structural et par les effets aéroélastiques. D’un point de vue général, les forces
auto-excitées introduisent des termes correctifs dans l’amortissement et la rigidité de la
structure qui sont généralement évalués par des essais aéroélastiques sur des modèles ré-
duits à la souﬄerie. La résolution des problèmes en tenant compte des effets aéroélastiques
se fait par la méthode fréquentielle présentée par Scanlan ou dans le domaine temporel.
Ces méthodes sont développées pour les structures des ponts élancés et flexibles où les
effets aéroélastiques sont extrêmement importants. Ces phénomènes peuvent être carac-
térisés et introduits dans des modèles mathématiques par les coefficients aéroélastiques
adimensionnels. La méthode expérimentale classique pour mesurer ces coefficients est la
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méthode des oscillations libres développée par Simiu et Scanlan [1974]. Dans le cas où
l’on ne considère qu’un degré de liberté dans la direction du vent, les forces auto-excitées
peuvent s’écrire sous la forme simplifiée suivante :
F xse(t) =
1
2
airU
2D[KH1 _x] (2.39)
Où K est la fréquence réduite et H1 est le coefficient dérivatif adimensionnel mesuré dans
la souﬄerie sur des maquettes aéroélastiques.
Dans le contexte particulier des structures des systèmes solaires, des études expérimentales
limitées ont montré que les forces de flottement et de galop ne sont pas des préoccupations
majeures [Murphy, 1980].
2.4.5 Conclusion
Nous avons, tout au long de ce chapitre, introduit un certain nombre de modèles ma-
thématiques permettant, à partir de la connaissance du vent, de représenter les forces
aérodynamiques s’exerçant sur une structure souple et élancée. Les forces de buffeting,
liées à l’action turbulente du vent, sont modélisées à partir des coefficients stationnaires et
de l’admittance aérodynamique dans le domaine fréquentiel et par des fonctions indicielles
dans le domaine temporel. Les forces aéroélastiques, liées aux oscillations de l’ouvrage,
sont modélisées par les coefficients instationnaires de Scanlan dans le domaine spectral
mesurés à l’aide des maquettes aéroélastiques dans la souﬄerie. L’intérêt majeur des mo-
dèles présentés est de réduire la notion de forces aérodynamiques à un nombre assez limité
de coefficients et à des relations simples avec le champ de vitesse du vent. Cela permet
de s’affranchir de la résolution des équations de la mécanique des fluides lors de l’estima-
tion de la réponse dynamique de l’ouvrage ; on réduit ainsi considérablement les temps de
calcul. Seulement les forces de buffeting sont étudiées dans ce projet.
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2.5 Approche courante de calcul de réponse de struc-
tures sous charges de vent
2.5.1 Approche spectrale stochastique [Davenport, 1961a]
C’est grâce à Davenport [1961a] que l’approche spectrale stochastique est la plus utilisée
actuellement. Il a introduit des concept statistiques qui sont appliqués dans d’autres do-
maines pour les utiliser dans la modélisation de la réponse des structures sous charges de
vent. [Davenport, 1961a] a montré que la fluctuation de la vitesse du vent et par conséquent
la pression aérodynamique engendrée peut être considérée comme du processus aléatoire
stationnaire. La méthode spectrale nécessite que la relation liant les forces aérodynamiques
au champ de vent turbulent soit linéarisée (Eqs 2.24- 2.26) . Donc, les effets de second
ordre de la turbulence sont négligés indépendamment de l’intensité de turbulence. Consi-
dérant, pour simplifier, un terrain homogène plat et un point M à la hauteur z sur la
couche interne de frontière, u(M; t) est considéré comme un processus stationnaire qui
suit la loi normale (Fig . 2.7). Il est caractérisé dans le domaine fréquentiel par sa fonction
de corrélation croisée comme présenté dans l’Eq. 2.40.
Suu(M;M
0; n) =
q
Su(z; n)Su(z0; n)Cohuu(M;M 0; n) (2.40)
où Su(z; n) est la densité spectrale de u(M; t). La pression dynamique et les forces de vent
peuvent aussi être considérées comme des processus stationnaires gaussiens. La pression
dynamique maximale peut alors s’écrire sous la forme :
pmax = p(M) + gpp (2.41)
où p est l’écart type de p, gp = gv est le facteur de pointe du processus aléatoire. Une fois
que la réponse probable maximale a été trouvée, un ratio entre la réponse maximale et
la réponse moyenne est défini comme un facteur de rafale Gp par analogie avec le facteur
rafale de vent défini à l’Eq. 2.11. Les facteurs de rafale ont d’abord été proposés par
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Figure 2.16 Schématisation de Corrélation croisée des signaux du vent)
[Sherlock, 1947] et plus tard développé par [Davenport, 1967] et [Vellozzi et Cohen, 1968]
parmi d’autres. Gp est défini dans l’Eq. 2.42.
Gp =
pmax
p
= 1 + gvIu (2.42)
où Iu est la valeur de la turbulence. D’une autre part, la force peut s’écrire aussi en domaine
temporel :
F (t) =
1
2
airACD[U
2
+ 2Uu0(t) + u2(t)] (2.43)
En ignorant le terme de second ordre et en supposant que son effet est faible en fonction
des valeurs standards de la turbulence, l’expression se simplifie à :
F (t) =
1
2
airACDU
2 + airACDUu
0(t) (2.44)
Par conséquent, la présentation spectrale de la fluctuation de force dans le domaine fré-
quentiel peut s’écrire :
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SF (n) = (CdAU)
2Su(n) (2.45)
Comme montré à la section 2.4.2.2, la vitesse instantanée et la force aérodynamique as-
sociée ne sont pas parfaitement corrélées dans le temps et dans l’espace. Donc, la force
appliquée sur la structure dépend du ratio entre la longueur d’onde du vent et une longueur
caractéristique de la structure. Cette dépendance est exprimée dans le domaine fréquentiel
avec la relation suivante :
SF (n) = 4
F
2
U2
2a(n)Su(n) (2.46)
Facteur de rafale de la réponse (Gust loading factor)
Le besoin d’inclure la réponse structurale dynamique de la structure pour évaluer la force
maximale de design a donné naissance au développement du facteur de rafale de la réponse.
Considérons un système linéaire à un degré de liberté avec une fréquence naturelle n0 et
une valeur d’amortissement  et une rigidité k (Fig . 2.17). Pour un système excité par
une force harmonique F (t) d’une amplitude aF et d’une fréquence f (Eq. 2.47), la réponse
x(t) peut s’écrire sous la forme de l’Eq . 2.48.
Figure 2.17 Système linéaire à un degré de liberté
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F (t) = aF sin(2ft) (2.47)
x(t) = ax sin(2nt+ ') (2.48)
La relation entre les amplitudes dans le domaine fréquentiel est appelée la fonction d’ad-
mittance mécanique |H(n)| et elle peut s’écrire sous la forme :
jH(n)j2 = a
2
x
a2F
=
1
[1  n
n0
2]2 + 4 n
n0
2 (2.49)
Par conséquent, le spectre de la réponse est relié au spectre de la force en passant par les
équations (Eqs 2.50- 2.52) :
x =
F
k
(2.50)
Sx =
1
k2
jH(n)j2SF (2.51)
Le spectre de la réponse Sx peut être calculé directement à partir du spectre de vent
(Eqs. 2.52) et par conséquent l’écart type de la réponse au carré 2x est donnée dans les
Eqs. 2.53- 2.54 :
Sx = 4
F
2
U2
1
k2
2a(n)Su(n)jH(n)j2SF (2.52)
2x =
Z 1
0
Sx(n)dn (2.53)
2.5. APPROCHE COURANTE DE CALCUL DE RÉPONSE DE STRUCTURES
SOUS CHARGES DE VENT 43
2x
x2
= 4
2
u
Z 1
0
2a(n)jH(n)j2
Su(n)
2u
dn (2.54)
C’est dans l’optique du développement du facteur de rafale de réponse que l’intégration est
composé en deux parties, une partie statique AB, qui ignore tout comportement dynamique
de la structure, et une partie résonante AR, qui assume une réponse de bande étroite à la
fréquence naturelle. Si on suppose que S 0u est le spectre normalisé de vent, le développement
de l’approche pour calculer l’écart type de la réponse est parcouru dans les Eqs. 2.55- 2.62.
Su = 
2
uS
0
u (2.55)
2x
x2
= 4
2
u2
[AB + AR] (2.56)
AB =
Z 1
0
2a
(n
p
A
u
)S
0
udn (2.57)
AR = 
2
a
(n0
p
A
u
)S
0
u(n0)
Z 1
0
jH(n)j2dn (2.58)
Z 1
0
jH(n)j2dn = n0
4
(2.59)
E =
n0
4
Su(n)
2u
(2.60)
S = a(n0)
2 (2.61)
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AR =
SE

(2.62)
Selon [Davenport, 1961a] la réponse dynamique x(t) d’une structure sous charges de vent
est aussi une variable aléatoire. La moyenne statistique d’une réponse maximale pendant
une période T est :
xmax = x+ gx (2.63)
g est appelé le facteur de pointe du processus aléatoire. Ce facteur revêt une importance
majeure puisqu’il permet de déterminer l’extremum moyen d’un processus aléatoire gaus-
sien uniquement à partir de son écart type.
g =
vuut(2 lnTn0) + q
(2 lnTn0)
(2.64)
Par analogie à la distribution de vitesse et de force et en insérant le calcul de l’écart type
de la réponse (Eqs. 2.55- 2.62), le facteur de rafale de la réponse peut s’écrire sous la
forme :
G = 1 + 2Iug[AB +
SE

]1=2 (2.65)
Dans l’optique de quantifier les effets dynamique et l’effet de grandeur en les séparant de
l’effet de rafale de vent sur la réponse, le concept de « gust effect factor » est développé
dans les codes (ASCE 7 et Eurocode 3). Il n’est que la continuation du développement de
l’approche spectrale avec des hypothèses plus spécifiques et des coefficients de design plus
génériques, généralement plus adaptés aux structures des bâtiments. Ce facteur est le ratio
entre le facteur de rafale de la réponse G et le facteur rafale de pression dynamique Gp.
Les expressions détaillées de « gust effect factor » selon les différents codes sont données
dans le tableau 2.4 de la section précédente.
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                AB 
                AR 
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       Spectre de turbulence
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Figure 2.18 Représentation spectrale de la réponse dynamique d’un système
à un degré de liberté
Pour conclure, la méthode spectrale est une méthode analytique pratique pour prédire la
réponse maximale et l’écart type de réponse. Il suffit de caractériser le spectre de vent, la
fonction d’admittance aérodynamique selon la forme géométriques et les caractéristiques
dynamiques du système (modes propres). Le processus peut être aussi graphiquement
interprété d’une façon pratique selon le schéma 2.18.
2.5.2 Comparaison des normes
La procédure standard utilisée pour la prédiction de la charge de vent maximale de design
se base généralement sur l’approche spectrale. Une force statique équivalente est calculée
en multipliant la charge statique moyenne par un facteur rafale de réponse « gust loading
factor » ou en multipliant la charge statique maximale par un facteur « gust effect factor
». La procédure standard pour évaluer une charge de vent maximale de design à partir
d’une vitesse de référence donnée selon les différents codes est présentée ci-dessous :
- Évaluer la vitesse de vent de référence maximale, supposée selon des statistiques de
la région observée et selon une certaine période de retour ;
- Modifier la vitesse de référence selon des coefficients d’amplification permettant de
mieux représenter la hauteur de structure et le terrain observé (catégorie d’exposi-
tion) ;
- Évaluer l’intensité de turbulence selon le type de site
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- Calculer la pression dynamique due au vent modifié et évaluer la force due à la
pression dynamique en multipliant par les coefficients des forces statiques. Selon les
codes, on calcule une pression dynamique maximale ou moyenne ;
- Corriger la pression dynamique moyenne ou maximale due au vent par le facteur de
rafale de la réponse ou par le « gust effect factor » calculés selon la procédure de
chaque code pour inclure les effets dynamiques et l’effet de de corrélation spatiale.
Les paramètres de calcul des charges de vent de design sont exposés dans un tableau com-
paratif entre le code japonais AIJ [AIJ-96, 1996], l’Eurocode [Eurocode-1, 2005], le code
national du bâtiment du Canada [CNB, 2010], et le code Américain l’ASCE 7 [ASCE7-10,
2010] (Tableau 2.4). Seule la ASCE 7-10 dans sa formulation la plus récente sera étudiée
dans ce projet.
2.5.3 Approche temporelle déterministe
La conception des structures sous charges de vent est le plus souvent basée sur les calculs
dans le domaine fréquentiel. Les limitations principales de la méthode spectrale sont les
linéarisations inhérentes, comme le calcul fréquentiel mode par mode et la linéarisation
des forces. Une approche alternative aux méthode spectrales consiste, d’abord, à simuler
des signaux de vent aléatoires aux noeuds de la structure puis à intégrer temporellement
les équations de mouvement du système. Malgré son aspect déterministe, le résultat de
cette intégration est une réalisation d’une variable aléatoire. Des paramètres statistiques
comme l’écart type, le maximum et la moyenne peuvent être déduits et comparés avec
les résultats de l’approche spectrale. Cependant, pour obtenir des résultats fiables, il y a
un certain nombre de difficultés qui doivent être contournées, comme la modélisation des
charges de vent et la modélisation de la structure. La modélisation de la réponse de la
structure nécessitera la discrétisation spatiale de la structure par la méthode des éléments
finis. Les déplacements des éléments de la structure pourront alors être déterminés par la
résolution de l’équation du mouvement, indiquée à l’Eq. 2.66, en utilisant les méthodes
d’intégration numérique.
M x+ C _x+Kx = F (t) (2.66)
Où M est la matrice de masse, C est la matrice d’amortissement, K est la matrice de
rigidité ou de raideur, F est la matrice des forces externes dans le temps, x, _x et x sont la
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réponse structurale en terme de déplacement, de vitesse et d’accélération. Le vecteur de
la force F (t) peut s’exprimer comme présenté dans les sections 2.4.2.1 et 2.4.2.3.
En raison de leur adaptation aisée aux structures non linéaires, les techniques retenues
classiquement pour résoudre l’équation du mouvement dans le domaine temporel sont
les méthodes pas-à-pas. Elles consistent à découper le temps en intervalles pour lesquels
sont supposées des relations entre les déplacements, les vitesses et les accélérations. Les
déplacements ne sont donc plus calculés qu’en un nombre limité d’instants. Selon les hypo-
thèses formulées, on distingue ainsi les méthodes de Newmark, de Houbolt, de la différence
centrale, de Wilson. Parmi toutes les méthodes pas-à-pas, celle de Newmark est souvent
employée car un choix approprié des coefficients intervenant dans la méthode permet d’ob-
tenir un processus stable et assez précis.
Résolution du système
Les méthodes de résolution numérique peuvent être classées en méthode implicite et en
méthode explicite. La méthode explicite ne sera pas utilisée dans cette étude. La méthode
implicite est inconditionnellement stable pour le système dynamique linéaire. Le choix de
pas de temps doit être fait proprement dépendamment du type de la structure. D’habitude,
il est recommandé que le pas de temps utilisé soit approximativement 1/10 de la période
naturelle la plus basse qui a été considérée importante. Cette règle s’applique grossière-
ment aussi sur des problèmes dynamiques non linéaires. Dans la catégorie de méthodes
implicites, il y a aussi plusieurs types de schémas d’intégration numérique dont les plus
connus sont la méthode de Newmark  et Wilson  [Paultre, 2005]. Dans ce projet seule la
Newmark est utilisée. Cette méthode pourrait être considérée comme la méthode d’inté-
gration numérique la plus utilisée, spécialement pour résoudre des problèmes dynamiques
linéaires. L’équation de mouvement défini dans l’équation 2.66 peut être résolu en utilisant
le schéma d’intégration suivant :
_xt+t = _xt + [(1  ) + xt + xt+t]t (2.67)
_xt+t = xt + _xtt+ [(1=2  ) + xt + xt+t]t2 (2.68)
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où  et  sont les paramètres d’intégration.
-  = 1=2,  = 1=6 : méthode d’accélération linéaire similaire au schéma explicite. Il
est conditionnellement stable ;
-  = 1=2,  = 1=4 : méthode d’accélération moyenne ;
-  = 0:6,  = 0:3025 : HHT    : introduction de l’amortissement numérique.
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Tableau 2.4 Comparaison des paramètres de calcul de force de vent de design
pour les différents standards
AIJ Eurocode CNB ASCE7
Vitesse du vent de réfé-
rence à 10 m pour un site
C (la durée de la moyenne)
10-min 10-min 1-h 3-s
Hauteur de référence H 0.6H H 0.6H
Nombre de catégorie de
site
5 5 3 4
Profil de vitesse Log Puissance Puissance Puissance
Exposant de loi de puis-
sance
0.1-0.35 – 0.14-0.36 1/9-1/4
Longueur de rugosité 0.0014-1.82 0.003-1.0 0.025-1.97 (0.0039-0.58)
Vitesse de conception Vd Vd = VrK1K2 Vd = VrS1S2S3 Vd = VrCe Vd=VrKzt
Pression dynamique
conception Pd
Pd = (0:6Vd)
2 Pd = (0:63Vd)
2 La valeur de Pd Pd = 0:61KztKzKdIV
2
d
Facteur de pointe de la ré-
ponse
résonnante gr
p
(2 ln T + 1:2)
p
(2 ln T ) + 0:6p
(2 ln T )
p
(2 ln T ) + 0:577p
(2 ln T )
p
(2 ln T ) + 0:577p
(2 ln T )
Facteur de pointe de vent
gv
- 3.5 gr 3.4
Facteur de pointe de la ré-
ponse
quasi-statique gB
gr gr - 3.4
Facteur rafale Gv 1 1+gvr 1 1+gvr
Duree moyenne T 600-min 600-min 3600 3600
Constante  n0C n0C n0 C n0
Admittance aérodyna-
mique
0:84
(1+2:1nH=UH )(1+2:1fB=UH )
RHRB
1
(1+8nH=3UH )(1+10fB=UH )
RHRB(0:53 + 0:47)RD
RH = 4:6nH=UH
RB = 4:6nB=UH
RD = 15:4nD=UH
Spectre de vent - nSu
2u
= 6:868x
(1+10:32x)5=3
x = 1200n=U (Solari)
nSu
2u
= 0:667x
2
(1+x2)4=3
x = 1200n=U(Davenport)
nSu
2u
= 6:868x
(1+10:32x)5=3
x = 1200n=U
Le facteur de réponse
quasi-statique Q2
- 1
1+0:9[(b+h)=Lz ]0:63
- 1
1+0:63[(b+h)=Lz ]0:63
Le facteur de la réponse ré-
sonante R2
- 
2
2
Su(n0)RHRB(0:53 +
0:47RD)
S =
estspectreadimetionneldevent
- 1

RNRHRB(0:53 + 0:47RD)
RN =
7:465n0
(1+10:302N)5=3
Gust effect factor - CsCd = (1 +
2gRIz
p
Q2 + R2)=(1 +
7Iz)
-
0:925(1+2Iz
p
P0
p
g2
Q
Q2+g2
R
R2)
(1+2gvIz
p
P0)
P0 est un coefficient qui dépend de la durée de rafale.
C refere à un facteur qui dépend de la partie ’bakground’ et la partie dynamique.
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CHAPITRE 3
Définition de projet
Ce projet a pris naissance dans un contexte général de besoin d’optimisation d’une concep-
tion innovatrice de concentrateur solaire réalisée par notre partenaire industriel Gestion
Techno Cap. Il a été constaté que cet objectif ne peut pas être réalisé sans résoudre plu-
sieurs défis de recherche reliés principalement à la complexité du calcul des charges de vent
d’une façon plus précise et optimale en optant pour des outils numériques et en considérant
toutes les incertitudes reliées à l’aspect probabiliste amené par les charges de vent ainsi que
les effets dynamiques induits par ce type de structure flexible. Ce travail ne présente pas
des solutions d’ingénierie d’optimisation classique, mais des pistes pour évaluer et réduire
la réponse dynamique des structures solaires sous des charges de vent turbulent.
Dans ce contexte, notre contribution consiste à répondre à la question de recherche de
départ :
Comment adapter et valider des méthodes avancées d’analyse de la réponse
dynamique de structures sous charges de vent en vue de développer des ou-
tils numériques génériques permettant de mettre en évidence des alternatives
de conception optimales pour des structures support en acier des systèmes
d’énergie solaires montés au sol ?
Ce chapitre propose une formulation plus détaillée du projet de recherche. D’abord la
problématique de recherche est reformulée de façon plus ciblée, en lien avec les observations
réalisées au chapitre 2. Les objectifs sont ensuite définis précisément, menant ainsi à la
méthodologie de recherche proposée pour cette thèse en fonction de ces objectifs.
3.1 Problématique
Le coût de la structure porteuse des panneaux solaires est une partie significative de son
coût total ( 30% en moyenne pour les systèmes cylindro-paraboliques [Wu et al., 2014]).
Sachant que le vent contrôle la conception de ce type de structure, une meilleure compré-
hension de sa réponse dynamique est essentielle pour atteindre un coût énergétique com-
pétitif. Le manque de standardisation du calcul des charges de vent est une limitation pour
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atteindre cet objectif. Par exemple, au Canada, le Code national du bâtiment [CNB, 2010]
et le code canadien des tours et des antennes de télécommunication [CAN-S37.01, 2001]
ne fournissent pas actuellement de lignes directrices pour la détermination des charges de
vent sur des panneaux solaires montés au sol. Dans la pratique actuelle, les concepteurs de
panneaux solaires choisissent les coefficients de forces basés sur leur interprétation du code
en utilisant des géométries semblables comme les structures à treillis [CAN-S37.01, 2001].
Ils évaluent les forces de design en utilisant l’hypothèse statique après avoir calculée une
vitesse de vent maximale selon le site étudié. Une grande partie des travaux ont été orien-
tés vers des essais en souﬄerie où les efforts générés par le vent sur des maquettes rigides
de section constante appelées maquettes sectionnelles ont été mesurés en utilisant des mo-
dèles de pression ou des modèles de balance de forces (Section. 2.3.1). Par contre, chaque
nouvelle conception a sa particularité (géométrie, paramètres environnementaux, condi-
tions opératoires, etc.) et le développement d’un outil numérique d’évaluation de charges
de vent sur ce type de structure est nécessaire pour avoir des résultats plus concluants
dans un sens générique. La CFD (Computational Fluid Dynamics) basée sur la résolution
discrète des équations de Navier-Stokes peut être utilisée comme alternative aux essais
en souﬄerie pour la caractérisation de propriétés aérodynamiques de l’ouvrage [Dundage
et al., 2013; Fu et al., 2015; Gil et al., 2009]. Théoriquement, la CFD pourrait aussi servir
à l’analyse structurale complète. Cependant, le temps de simulation et la complexité des
modèles rendent l’intégration d’un module CFD dans ce type de calcul d’interaction fluide
structure extrêmement difficile. Cette méthode n’est pas utilisée dans ce projet.
Par conséquent, l’investigation numérique du problème par la méthode des éléments finis
en utilisant des hypothèses simplifiées et pratiques est fortement recommandée dans le
dimensionnement de ce type de structure par rapport au vent. Une analyse dynamique
qui peut inclure simultanément les modèles de forces aérodynamiques et les modèles struc-
turaux est une piste de solution. L’utilité de cette approche devrait se manifester dans son
adaptabilité et son intégration facile à des applications d’optimisation structurale. Dans
ce sens, il est donc important de faire le lien avec l’avancement des approches spectrales et
temporelles appliquées pour des structures standards comme les ponts élancés et les bâ-
timents [Chen et Kareem, 2002a,b; Scanlan, 1993; Zhou et Kareem, 2003] et de l’adapter
pour ces structures non conventionnelles. Par contre, la validation de toutes ces méthodes
avec des essais à échelle réelle demeure fortement recommandée pour une meilleure com-
préhension du problème. Cette stratégie est adoptée pour ce projet.
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3.2 Objectifs
L’objectif principal de ce projet est de développer une stratégie de modélisation et d’ana-
lyse de la réponse dynamique des structures de concentrateurs solaires sous charges de
vent en vue d’examiner plusieurs configurations structurales dans une phase de design
préliminaire d’optimisation. L’investigation expérimentale à échelle réelle permettra de
parcourir les éléments de la chaine fondamentale de Davenport (Fig. 3.1) et de réévaluer
les étapes de conception sous charge de vent à partir de mesures de caractéristiques de vent
jusqu’aux critères de conception optimale pour ce type de structure non conventionnelle.
L’objectif de ce projet peut être reconstruit autour des objectifs suivants :
1. Définir une stratégie d’évaluation de la corrélation entre la réponse globale à la base
d’un prototype de concentration solaire à grandeur nature et les caractéristiques de
vent mesurées sur le site pour différentes configurations de la structure ;
2. Valider une méthode d’analyse dynamique temporelle déterministe et une méthode
d’analyse stochastique spectrale pour prédire les caractéristiques statistiques de la
réponse dynamique mesurée ;
3. Utiliser les connaissances acquises en modélisation pour élaborer une étude paramé-
trique, où l’effet de choix des paramètres structuraux et des paramètres définissant
le vent, sera mis en évidence dans une phase de design préliminaire en vue de l’op-
timisation de la structure support en acier en particulier.
Figure 3.1 La chaine d’analyse sous charges de vent de Davenport [Davenport
et Riera, 1999]
3.3 Méthodologie
Pour réaliser ces objectifs, plusieurs activités de recherche sont élaborées.
3.3.1 Instrumentation et essais à grande échelle
Cette étape d’investigation expérimentale à grande échelle constitue le coeur du projet.
Elle est utile pour quantifier l’interaction entre les différentes parties de la structure, in-
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cluant l’amortissement structurel, et le fluide dans la couche atmosphérique de frontière
réelle du vent. Cette investigation était précédé par une étude expérimental à échelle ré-
duite dans la souﬄerie [Gani et al., 2011]. Ces deux niveaux de validation permettent
une meilleure compréhension de toutes les étapes d’analyse sous charges de vent comme
présentées par la chaîne de Davenport (Fig. 3.1).
Pour rassembler les données expérimentales de vent, un système de contrôle à long terme a
été conçu pour répondre au besoin que présente une campagne de mesure à l’extérieur avec
des conditions environnementales hautement variables. Quatre anémomètres WindMaster
de Gill Instruments ont été sélectionnés pour le projet. La provenance du vent est estimée
principalement de l’ouest. Les anémomètres sont donc placés environ au sud-ouest de la
tour afin que le concentrateur solaire interfère le moins possible avec l’écoulement du vent
mesuré. Trois anémomètres sont installés au sommet de 3 tours météorologiques de 10 m
de hauteur pour étudier l’effet de la corrélation spatiale. Le quatrième anémomètre est
installé sur la tour de référence à 7.5 m de hauteur afin de pouvoir donner une idée globale
du profil du vent(Fig. A.1). Une campagne de mesures des caractéristiques de vent a été
menée sur une période de deux ans et la caractérisation de site est étudiée (Fig. A.4). Le
prototype est donc installé dans un site Sub-Urban type B (ASCE 7-10) (voir Annexe A)
avec de la végétation à hauteur moyenne (Fig. 1.1). La réponse globale de la structure
dans la direction de vent est représentée par un moment global calculé en sommant la
contribution des efforts axiaux de six membrures principales de la structure porteuse (Fig
. D.1). Ces efforts sont calculés à partir des mesures de déplacement relatives obtenues
avec des LVDT (Linear Variable Differential Transformer) le long d’une tige d’acier d’une
longueur de 750 mm fixée sur chaque membrure. Le tout est relié à un système d’acquisition
de ’National Instruments’ muni d’un contrôleur CompactRIO et d’un programme Labview
qui est développé pour assurer l’acquisition simultanée des données avec une fréquence de
20 Hz (Fig. A.3). Plusieurs essais sont réalisés à différentes configurations de la structure
et à des conditions de vent variées. Plusieurs problématiques ont dû être résolues lors de
cette campagne expérimentale : la sensibilité des instruments aux déformations induites
par la charge du vent, la compensation des effets thermiques sur les appareils de mesure et
la gestion des conditions climatiques hautement variables le long des périodes de mesure.
La figure 3.2 présente un schéma simplifié de la campagne de mesure.
Cette étude expérimentale permet d’enrichir les bases de données des travaux expéri-
mentaux à grandeur nature et ainsi d’approfondir les connaissances des ingénieurs de
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Figure 3.2 Schéma simplifié de l’instrumentation
conception de ces systèmes. Elle permet aussi de valider l’acceptabilité des résultats de
coefficients de forces statiques issues des essais à échelle réduite avec des hypothèses d’écou-
lement laminaire et de comprendre les principaux facteurs de la variabilité des résultats
qui peut être importante pour certaines configurations. Elle permet de valider l’adapta-
tion de l’approche statique équivalente de l’ASCE 7-10 pour prédire la réponse maximale
probable mesurée. Ces travaux ont été publiés dans le journal ’International Journal of
Solar Energy’. L’intérêt de ces travaux réside aussi dans la mise à disposition d’une base
de validation pour les prochaines investigations numériques.
3.3.2 Modélisation numérique
Le chapitre 5 présente la deuxième étape du projet, soit le développement d’une méthode
d’analyse dynamique temporelle déterministe par éléments finis qui introduit une modé-
lisation avancée des forces de vent et une modélisation structurale sous le logiciel libre
Code_Aster [EDF, 2012]. Le modèle devra bien représenter le comportement global réel
de la structure pour différentes configurations de la coupole. L’approche spectrale sous sa
forme générale [Davenport, 1961a] est aussi implémentée comme référence. À cette étape,
seuls les échantillons de vent mesurés sont appliqués au modèle. Une validation statis-
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tique de 45 cas de test est réalisée. Plus spécifiquement, le chapitre 5 couvrira les actions
suivantes :
- Développer un modèle initial complet qui modélise les différentes composantes (tour,
coupole, mats, câbles) sauf les miroirs et les composantes mécaniques de contrôle en
élévation et en azimut. Ce modèle a servi lors des tests statiques préliminaires utiles
pour l’étape de pré-instrumentation de la structure et pour comprendre globalement
les déformées associées aux modes principaux ;
- Développer un modèle intermédiaire plus simplifié incluant seulement la structure
support. La partie supérieure incluant la coupole et les mats est considérée comme un
corps rigide. Le modèle est calibré en approchant les valeurs de modes expérimentaux
ainsi que le comportement structural du modèle initial ;
- Mise en place une méthode d’analyse dynamique temporelle sur Code_Aster. Les
forces aérodynamiques sont linéarisées et modélisées en introduisant les fonctions
indicielles ;
- Mettre en place un code de calcul suivant l’approche spectrale sous l’environnement
de programmation Python. La géométrie de la structure était limitée à deux dimen-
sions, les paramètres de vent sont adaptés aux mesures et les forces aéroélastiques
sont négligées. La réponse statique équivalente est calculée avec la combinaison de
charges modales extrêmes ;
- Comparer les résultats de la réponse dynamique issus de différentes approches dé-
veloppées sous sa forme déterministe et statistique et valider leur acceptabilité par
rapport à plusieurs échantillons des résultats expérimentaux.
La stratégie de modélisation développée mène à des résultats satisfaisants (0.92 est le
ratio d’erreur pour la réponse maximale comme exemple) pour le calcul des paramètres
statistiques de la réponse dynamique d’un prototype de concentrateur solaire dans les
conditions opératoires testées . La méthode d’analyse temporelle est avantageuse pour in-
clure correctement l’effet dynamique de couplage des modes par rapport aux méthodes de
combinaisons utilisées dans l’approche spectrale. Cette méthode reste aussi désirable pour
d’autres applications pratiques (non-linéarité matérielle ou géométrique, interaction entre
les modes couplés...). Elle permet aussi d’obtenir la réponse totale de la structure subissant
plusieurs types d’excitations transitoires aléatoires. Les résultats trouvés fait l’objet d’une
publication à l’occasion d’un congrès international ’Americas Conference on Wind Engi-
neering’ (Gainsville, 2017). Cette étude sera adaptée pour mener une étude paramétrique
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dans un contexte de design préliminaire pour ce type de structure.
3.3.3 Étude paramétrique
Le Chapitre 6 est consacré à appliquer les connaissances développées pour réaliser une
étude paramétrique permettant d’évaluer les effets des paramètres structuraux et des pa-
ramètres définissant le vent sur la réponse dynamique maximale et la conception de la
structure support en acier dans une phase de design préliminaire. L’utilité de cette par-
tie du projet dérive de son aspect pratique en utilisant des modèles avec des hypothèses
simplifiées facilement intégrables dans un outil d’optimisation de design de ce type de
structure.
L’approche la plus pragmatique consiste donc à adapter la stratégie développée dans le
Chapitre 5 pour un modèle simplifié ‘mass-spring-damper model’. Des signaux de vent
synthétiques sont simulés à l’aide d’un générateur de processus temporel tridimension-
nels (Section . 2.2). Des séries d’analyses semi-déterministes sont par la suite lancées en
s’adaptant aux hypothèses spécifiques de chaque configuration testée. Plus spécifiquement,
le chapitre 6 couvrira les actions suivantes :
- Modéliser le vent naturel turbulent dans la couche limite atmosphérique. Des signaux
de vent synthétiques sont simulés à l’aide d’un générateur de processus temporel
tridimensionnels avec WindGen en utilisant la méthode de représentation spectrale
(Section. 2.2). Les paramètres de génération de vent sont évalués suivant les modèles
présentés dans Simiu et Scanlan [1996] ;
- Développer un modèle ‘3-DDL mass-spring-damper’ paramétrique qui représente les
caractéristiques dynamiques du système pour chaque configuration testée. Le modèle
est validé avec les résultats des mesures expérimentales ;
- Mettre en place une grille de combinaisons à tester à partir de la configuration du
prototype de référence et des paramètres du vent pour le site de référence. Plus de
2840 (284*10 ; chaque configuration est simulée à travers 10 signaux de vent pour
évaluer une moyenne statistique) séries d’analyses semi-déterministes sont lancées
en s’adaptant aux hypothèses spécifiques de chaque configuration testé ;
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- Post-traitement des résultats : évaluer les charges maximales et, dans une deuxième
étape, la quantité d’acier requise pour résister à cette réponse. Des hypothèses de
design préliminaire simplifié sont appliquées pour cette étape ;
- Proposer des recommandations pour la sélection des paramètres structuraux et des
paramètres du site définissant le vent pour atteindre des solutions de conception
économique en terme de réduction de la réponse dynamique sous charges de vent.
Cette dernière étape est une illustration de l’importance de l’aspect pratique des outils
numériques développés pour des applications directes en ingénierie. Elle permet aussi de
mettre en évidence l’importance de considérer les effets dynamiques dans la sélection de
paramètres structuraux et des paramètres du site. Les recommandations fournies peuvent
être incluses dans un processus d’optimisation du coût incluant des considérations reliées
à l’efficacité optique du système. Cette étude a été soumise pour révision au journal ’Wind
and Structures’.
Afin de mieux illustrer la méthodologie de l’étude, la figure 3.3 montre un organigramme
qui contient les liens entre les étapes qui mènent à la réalisation des objectifs de ce projet.
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Figure 3.3 Organigramme d’analyse de la structure de concentration solaire
sous charges de vent
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Étude expérimentale à échelle réelle
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Abstracts
The response of concentrated photovoltaic (CPV) structures under wind loading has to
be carefully predicted to optimize the design of these structures. Designers normally rely
on wind tunnel tests and equivalent static approaches as recommended by codes for the
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design of this type of nonconventional structures. This paper aims to evaluate the full scale
wind response of a concentrated photovoltaic (CPV) prototype with mirror surface of 8*16
m2 and correlate it with wind measurements made near the solar structure. The full-scale
wind response of the structure was evaluated with continuous 10 minute measurements
of deformations on tower leg members during moderate wind events. The utility of this
work derives from enriching field measurement data in order to understand the behaviour
of this type of structure and to validate the previous wind tunnel testing works. Standard
wind design process based on the analytical method, which is adopted by ASCE 7, is also
revisited in the light of the full scale observations.
Keywords : Parabolic solar concentrator, Full scale measurement, Wind force coefficients,
Equivalent static wind load, Gust effect factor
4.2 Introduction
Parabolic dish collectors are used to generate concentrated photovoltaic (CPV) solar
energy as a new economical alternative to flat photovoltaic (PV) structures. CPV struc-
ture is usually designed as a tracking system that follows the sun position and reflects
solar energy to high performance receivers. The tracking accuracy may be sensitive to
deformation and vibration during operation mode when the structure is subject to wind
load. Furthermore, tracking solar structures can be optimized such that the position of
the structure under extreme wind events minimizes the ultimate wind loads. A proper
understanding of wind load and its effects could avoid conservative design and pave the
way to provide cost effective design needed by the solar industry to fully reach its potential.
Wind tunnel test is a common method used in evaluating wind load on parabolic trough
solar collectors ([Peterka et al., 1980] ; [Hosoya et al., 2008] ; [Gani et al., 2011]) . The study
of Gong et al. [2012], is among the rare contribution for full-scale wind load study on this
type of structure. The measurement was taken for only two days, but it included a large
number of geometric configurations to evaluate simultaneously wind characteristics and
the differential pressure over collector reflectors which is essential to assess the reflector
deflection in its operating phase.
In accordance with the research elaborated in the National Laboratory of Renewable
Energy in the U.S. Department of Energy Office (NREL) ([Murphy, 1980] ; [Murphy,
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1981] ; [Hosoya et al., 2008]), ASCE standards and American National Building codes can
be used to calculate wind loads on solar structures. Eurocode-1 [2005] could also be used
to calculate wind loads for this type of structure according to Giannuzzi et al. [2007]. The
equivalent static approach, also called ’Gust Factor Method’, was first developed by Da-
venport and Vickery in the 1960s ([Davenport, 1967] ; [Vickery, 1970] ; [Vellozzi et Cohen,
1968]). It is the conventional method used in most codes and standards. The equivalent
static wind force is considered equal to the mean wind force, as defined in section 4, mul-
tiplied by a gust loading factor (GLF). As a consequence of employing the 3s peak gust
as the basic wind speed in ASCE7-95 [1995], the concept of Gust Effect Factor was intro-
duced and its derivation was thoroughly investigated in the case of building structure by
Solari et Kareem [1998] and Zhou et al. [1999]. Although ASCE 7 standard does not pro-
vide specific guidance for this type of non-conventional structure, Maffei et al. [2013] and
the SEAOC [2012] wind design guideline, showed that the design of flat solar arrays, for
example, could be inspired from the existing static equivalent approach already approved
specifically for building structures. It is also important to note that according to ASCE
7 and recent review of Holmes [2015], for dynamic sensitive structure and for complex
structures, it is necessary to consider wind load as a dynamic load in order to evaluate
accurately the maximum response and identify resonance problem using more advanced
analysis such as stochastics spectral and time domain dynamic analysis. In order to confi-
dently use the equivalent static method for design of CPV structure, there is a need to
further study how and when the static equivalent approach proposed in codes can be used
for the evaluation of wind load on CPV structures.
The objective of this study is to use a full-scale prototype exposed to natural wind and
compare the effect of wind measured to the one predicted with the equivalent static me-
thod. The present work was preceded by the sectional wind tunnel test study of Gani et al.
[2011] at Université de Sherbrooke which evaluated the aerodynamic force coefficients of
a 1 :22 reduced model of the studied CPV prototype. Therefore, the transition between
model/full scale prototype could be reviewed properly in the light of the present work
that consists in evaluating correlation between real wind characteristics and the structural
response of the studied CPV structure in full scale. An experimental program was initiated
to collect data representing both the response of the structure at varied position of the
tracker and the wind characteristics. All results were analyzed in order to reproduce the
process of evaluating wind force and structural response by following the equivalent static
method. Although the average measured forces on the CPV prototype cannot be directly
used in general for design of parabolic solar structure in extreme conditions, they could be
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used to evaluate how equivalent static methods proposed in design codes can be adapted
for this type of structure.
In this paper, the methodology of instrumentation and data analysis is first presented,
which leads to evaluate the static and dynamic wind load on the CPV structure. The re-
sults are presented in three parts in coherence with the design approach adopted in ASCE
7. First, wind characteristics are studied for the specific site and compared to existing
ASCE 7 standard and literature. Second, full-scale mean wind load values and mean force
coefficients are analyzed and discussed in the light of the previous wind tunnel test results.
Finally, the equivalent static approach is evaluated in the case of the studied prototype
and compared to the experimental results.
4.3 Methodology : Test program
4.3.1 CPV structure prototype description
The parabolic structure for solar tracker system studied here is a prototype structure
designed for utility-scale solar farms. The parabolic structure comprises a double parabolic
dish frame supported by a truss back-up structure linked to the support tower by a central
beam. The 35 kW tracker uses 128 identical reflective solar panels. The parabolic frame
is mounted on a 2-axis tracker base that points the solar concentrator precisely towards
the sun throughout the day. Two-axis movement allow the CPV system to rotate at its
tower base with azimuth tracking and to pivot, at its attachment point to the tower, to
achieve the required elevation with rotative gear drive. This structure has 400 mm gaps
between rows of mirrors on the two dish part which can reduce its frontal horizontal load
coefficient. The height, from the ground to the top of the solar collector, is approximately
13.5 m. The dish aperture is approximately 8 m. Technical details are shown in Fig. 4.1.
Hot-rolled steel was used for most of the parts of the structure except for the mirrors. It
is typically A36 steel with a yield strength of 250 MPa. The experimental program was
conducted in the Solar Park in the Interdisciplinary Institute of Technological Innovation
(3IT) at the Université de Sherbrooke. The studied CPV structure, as shown in Fig. 4.2, is
surrounded by hay field limited by forest and low rise building depending on the direction
it is facing. The deciduous forest, in the South and West direction, and the building, in
the North-West direction, are respectively distant by approximately 150 and 50 m from
the CPV system.
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Figure 4.1 Technical drawing for main details of CPV system
4.3.2 Instrumentation and acquisition
The wind measurement system (see Fig. 4.3a), which is based on four WindMaster ane-
mometers, was installed in 2013 and has been used previously to study wind spatial corre-
lation. WindMaster is an ultrasonic anemometer of Gill Instruments, which can measure
wind speed up to 45 m/s with a sampling frequency of 20 Hz along the three axis. Ane-
mometers 1 to 3 were installed at the top of three meteorological towers at a 10 m height.
Anemometer 1 is installed in the reference tower which is located at approximately 28 m
from the center point of the prototype in the South-West direction. Anemometers 2 and 3
are located in distinct towers located at 10 m from the reference tower in the North and
East directions respectively. Anemometer 4 was attached to the reference tower at a 7.5 m
height. Anemometer 4 was selected to be a reference representing the wind load applied
to the central beam level of the CPV prototype. The wind measurement system was used
to measure the wind speed and direction as a function of time.
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Figure 4.2 Site view surrounding the solar concentrator prototype in the 3it
Twelve Linear Variable Differential Transformer sensors (LVDT) were installed on the
structure. They were attached by pairs to each of the six main tower members as shown
in Fig. 4.3b. Four tower members are part of two rectangular plane trusses of width
1560 mm inclined at an angle of 45 with the ground. At the base, the distance between
these two plane trusses is 1670 mm. The two additional members are part of a triangu-
lar vertical plane truss. This truss is 730 mm wide at its base and 5800 mm high. It is
located at 560 mm from the base tower center. The LVDT sensors were installed at 1 m
above the ground. They measure the relative displacement on L203*102*13 sections, at
the neutral principal axis. In this specific experiment, LVDT sensors were extended by
a steel bar of 750 mm length in order to evaluate the strain developed in the L section
element. The LVDT instruments have a relative uncertainty of 0.1% in measuring dis-
placement. The anemometers have a relative uncertainty of 1% in measuring mean wind
speed. Assuming a 1 error in measuring temperature and a relative uncertainty of 5%
in evaluating elasticity modulus E, the total accumulated uncertainty in measuring force
coefficient values could reach approximately 5.4% for the measured wind scenarios range.
All sensors were connected to a data acquisition system with different connection type :
analogical for LVDTs and RS connection for anemometers. A LabVIEW program was
developed, allowing a simultaneous acquisition between the anemometers wind data and
the structural response data recorded by LVDT sensors. The acquisition frequency was
controlled by a trigger which can adjust time step sampling according to wind speed. Data
4.3. METHODOLOGY : TEST PROGRAM 67
are continuously collected with a frequency of 1 Hz until the instantaneous wind speed
exceeds 10 m/s. Then, acquisition speed moves to 20 Hz during the following 10 min.
In accordance with the acquisition concept, recorded data were analyzed in 10 min time
series. The sample duration could be easily compared to previous literature studies and
reference documents.
(a) Anemometer’s set up for wind
measurement
(b) LVDT’s instrumentation for de-
formation measurement
Figure 4.3 Photographic description for the instrumentation dispositive in
the field
4.3.3 Test configurations
Measurements were taken in different geometric configurations and different wind charac-
teristics. The specificity that the studied structure could change position when tracking the
sun requires a specific parametric study of wind load according to different configurations.
A test configuration is then characterized by its pitch angle  that controls elevation of the
collector dish and its yaw angle  which defines the deviation of along wind direction from
the axis X normal to the dish collector. This axis changes according to the azimuth position
calculated from the North and controlled by the drive mechanism. A schematic view of
the convention used to define axis and angles is shown in Fig. 4.4. The current convention
is harmonized to NREL ([Hosoya et al., 2008]) as well as the IEC-62787 specification for
solar trackers ([IEC-62817, 2014]).
68 CHAPITRE 4. ÉTUDE EXPÉRIMENTALE À ÉCHELLE RÉELLE
Wind
Centerline truss of the parabolic 
frame.not to scale
Fz
FxMp
X
Y Wind
Pitch
Yaw Parabolic dish and tower 
not to scale
Figure 4.4 Test configurations including definition of pitch and yaw angle
4.3.4 Data treatment
Recorded data were split in 10 min blocks. Theoretically, measured data could be ana-
lyzed for longer periods. However, the correlation between wind speed and induced force
measured on the tower base supports could be distorted by secondary effects due the va-
rying weather conditions. Preliminary observations showed that temperature fluctuation
detected by LVDT sensors could lead to important errors in the calculation of wind forces.
It was observed that the correction for temperature effect did not improve the correlation
between wind speed and deformation measured on the structure. The best strategy iden-
tified was to restrict sample duration to 10 min and eliminate samples where temperature
variation is above 1 C. The strain is calculated using the following equation :
" = L=L = (V   V0)Clvdt (4.1)
Where L is the elongation measured by the LVDT sensor, L is the bar length, V is the
recorded voltage, V0 is the reference voltage, and Clvdt is the calibration factor between
differential voltage in mV and elongation in mm. Because of the evolution of LVDT sensors
due to temperature fluctuation with time and even within different parts of the structure, a
global reference voltage could not be defined for all tests. Therefore, the reference voltage
V0 has to be adjusted for each tower member and each test sample. The reference va-
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lue selected, for a given LVDT, corresponds to the minimum (compression members) and
maximum (tension members) voltage measured by the sensor. To avoid non-representative
response peaks, the selection of the reference voltage was restricted to a 60 s period within
the 10 min sample where the average wind speed is minimum. Therefore, in this study it
is always measured a relative variation of wind force associated to a relative wind speed
V .
The wind forces and the pitching moment applied to the dish collector would induce mo-
ment around different axes at the structure base. In this study, it was only possible to
evaluate the moment around the Y axis, which is the most important loading direction
for this type of structure. This moment is distributed to the main tower members in ten-
sile/compression forces because the support tower is a truss structure. There is certainly
also a moment around the Z axis (global torsion of the structure). This moment creates
also some axial loads in the leg members which was not possible to evaluate accurately in
this study, and a small torsion in the leg members which could not be measured by the
1D LVDT sensors. In addition to that, flexibility in rotation around the Z axis due to the
tracker bearing could provide damping that reduces the dynamic response of the structure
along different axes. In this study, this effect was limited because additional rotational
stiffness was provided by fixing the bearing during the tests. However, the global torsion
of the structure (moment around Z axis) at various yaw angles could be important in some
cases and might need to be considered in design.
Regarding the adopted measurement configuration, the main tower member forces, mea-
sured in a specific position are used to calculate a global moment applied on the structure
as shown in Eq. 4.2. It represents the structure response induced by a wind force applied
to an equivalent height H.
M =
6X
n=0
dnFn = FH (4.2)
where dn is the distance between the measuring points and the base center, Fn is the
axial force measured on the tower member n, and F is the effective lateral force applied
at the height H to present the same moment M . In this paper, because the exposed
area from the dish collector is much higher than the area for the other components and
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because the altitude rotation axis of the dish coincides with the central beam axis and to
be coherent with the wind tunnel standard for this type of structure, the mean forces and
the pitching moment are evaluated at the pivot axis height H, which is constant for all
pitch angles. H was assumed to be equal to 6 m. This height is slightly different from the
7.5 m height of the reference anemometer. However, the wind speed from the reference
anemometer was used directly, without wind profile correction, due to the incertainty on
the wind profile. The relative axial force Fn induced at the structure base, for the main
member n, is calculated from displacement measurement using the following equation :
Fn = ("1 + "2)=2EA (4.3)
where E is the modulus of elasticity of steel support members of 200 GPa, A is the L
section area and "1,"2 is the couple of strain measured in the sensor pair installed in
the identified L section.
4.4 Wind and terrain characteristics
4.4.1 Wind parameters
Statistical analysis of the static and dynamic characteristics of wind was carried out to
obtain mean wind speed, wind direction, turbulence, gust parameters and its standard
deviation values for 10 min test samples. The resultant fluctuating wind speed and wind
direction angle  were calculated from the recorded velocity in the three orthogonal di-
rections. A typical test sample, from data recorded between 14 :20 to 16 :20 on the 14th
April 2015, when structure elevation (pitch angle) was at 45, was selected as an example.
Fig. 4.5 shows the variation of mean wind speed recorded by different anemometers, and
then averaged over 60s using mobile average. Fig. 4.6 shows the variation of mean direction
averaged over 60s and mean wind speed averaged over 3s, 60s, 10 min, recorded only by
the reference anemometer (An. 4).
As expected, in Fig. 4.5, the wind speed is lower for the reference anemometer and a
small variation is observed between the three anemometers placed at 10 m height due to
spatial correlation. Fig. 4.6 is shown also to highlight the transition between the dynamic
and static characteristics of wind using the mobile average. It is observed that the wind
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Figure 4.5 Mean averaged wind speed over 60s during a 10 min test sample
recorded from the four anemometers
direction variation is relatively small when using a mobile average over 60s on a 10 min
time period. This was true in general for most samples and it further justified the use of
60s mobile average and 10 min record samples for the static analysis of the wind loading
on the CPV prototype.
Turbulence intensity and gust factors are important parameters to characterize wind dy-
namic aspect and identify the maximum structural response. The ratio of maximum wind
averaged over 3s, 30s and 60s, to the 10 min mean wind speed were defined and calculated
in Table 4.1. These ratios were selected to analyze the gustiness of wind. The horizontal
turbulence intensity, Iu(z) is calculated using Eq 4.4. The 3s peak gust speed gv at height
z is computed using Durst statistical model ([Durst, 1960]) with Equation 4.5 :
Iu(z) = (z)=V (z)V^3s(z) = V (z) + gv(z) (4.4)
V^3s(z) = V (z) + gv(z) (4.5)
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Figure 4.6 Measured fluctuations of averaged wind speed over 3s, 60s and 10
min and wind direction over 60s during a typical 10 min test sample recorded
from 7.5 m height anemometer
Where  is the standard deviation of wind speed, V (z) is the mean wind speed at the
height z and V^3s(z) is the maximum 3s averaged wind speed as used in ASCE 7–10.
A total of 263 data sets samples were selected from the data recorded by the reference
anemometer, when 10 min mean wind speed exceeded 4 m/s and wind direction ranged
between 250-300, to show the statistical distribution of turbulence intensity as a func-
tion of mean wind speed as presented in Fig. 4.7. From these recorded wind samples, 42
were related to specific CPV structure response tests where the structure configuration
was controlled. These specific tests are highlighted with triangles in Fig. 4.7.
Fig. 4.7 shows that the mean value for turbulence intensity measured at the height of 7.5
m is approximately 32%. The surface roughness length z0 and the power law coefficient
 allowing to define respectively the logarithmic law and the power law in ASCE 7, were
evaluated using two recording point at 7.5 m and 10 m height. An average value of 0.62
and 0.29 was found for z0 and  respectively. The site category in ASCE 7 best matching
these parameters is Suburban-Urban type B which is characterized by turbulence intensity
of  38%, z0 between 0.5 and 1.3 and  equals to 0.25. This is consistent with the general
characteristics of the site which is an open area with an interference of deciduous forest
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Figure 4.7 Turbulence intensity as function of mean wind speed recorded by
the reference anemometer
and some low rise building especially in the N-W and S-W direction.
Wind characteristics, for the selected test configurations, are summarized in Table 4.1
based on data recorded only by the 7.5 m height anemometer. Test samples are selected
when mean wind are higher than 3 m/s in order to give rise to meaningful base moment
values of the structure. Selected tests are also classified in category according to its pitch
angle . Here, the yaw angle is less controlled because it depends on wind direction and
to facilitate the analysis, the yaw angle for the samples shown in Table 4.1 was only for
0 with a tolerance of 10 in mean value. From Table 4.1, the mean wind speed range
between 3.13 and 8.87 and corresponds to moderate winds. Recorded values match the
actual operational conditions of the system which moves to the stow position (security
position) if gust wind speed exceeds 10 m/s. Higher wind speed values are permitted
only at pitch angle  = 90 and  = 80. The ratios, calculated in Table 4.1, show the
dependence of wind speed on averaging time. The mean value of V^60s=V , which is equal
to 1.38, is slightly higher than the values of 1.30, adjusted for 10 min period, reported
in Durst [1960]. The mean value of V^3s=V , which is 2.00, is also higher than the 3s gust
factor value of 1.53 recommended in the ASCE7-10 [2010] for design purpose. The 3s
peak factor values are scattered from 2.34 to 4.38 and the highest values are associated to
the important mean wind speed events. Generally, for conservative design purposes, the
value is assumed to be between 3.5 and 4.1 as mentioned in Solari et Kareem [1998]. The
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difference may be explained by the assumed site category hypothesis, the measurement
point height and the range of mean wind speed which is considered weak compared to
design wind speed values.
Tableau 4.1 Wind characteristics over selected test samples
 V Iu V^ =V V^3s=V V^60s=V gv  
0 3.81 0.42 2.74 2.15 1.49 3.00 213
3.55 0.48 3.69 2.51 1.59 3.31 212
4.05 0.36 2.67 2.19 1.25 3.88 205
4.05 0.33 2.41 1.95 1.38 3.15 213
3.58 0.33 2.24 1.98 1.39 3.20 215
3.13 0.32 2.33 1.87 1.30 2.91 213
4.27 0.36 2.37 2.13 1.31 3.63 197
30 4.92 0.41 2.47 2.26 1.79 3.16 299
4.72 0.35 2.26 1.82 1.33 2.62 211
4.56 0.32 2.29 2.03 1.37 3.58 292
4.93 0.27 1.94 1.69 1.30 2.76 275
5.39 0.35 2.13 1.88 1.39 2.73 228
5.14 0.32 2.45 1.80 1.26 2.82 218
4.71 0.35 2.46 2.02 1.34 3.91 215
5.09 0.35 2.37 1.91 1.40 2.88 218
45 4.25 0.35 2.81 2.12 1.57 3.58 207
6.85 0.38 2.62 2.43 1.48 4.05 288
4.07 0.38 2.32 1.99 1.39 2.85 210
6.81 0.29 2.22 1.99 1.32 3.63 301
4.48 0.38 2.77 2.13 1.37 3.33 144
4.87 0.37 2.54 2.07 1.32 3.30 125
60 5.09 0.26 2.20 1.94 1.29 4.01 294
4.08 0.39 2.62 2.25 1.51 3.50 209
7.03 0.29 2.47 1.84 1.30 3.32 281
7.11 0.34 2.42 2.03 1.47 3.24 293
80 7.34 0.34 2.72 2.08 1.45 3.49 286
8.52 0.32 2.30 1.82 1.30 2.83 293
8.87 0.29 2.35 1.85 1.33 3.30 285
7.54 0.34 2.57 2.15 1.42 3.75 278
6.55 0.37 2.69 2.14 1.43 3.45 263
6.77 0.32 2.52 2.18 1.27 4.23 272
6.11 0.33 2.76 2.25 1.40 4.08 271
90 8.03 0.30 2.16 1.73 1.27 2.84 287
6.37 0.29 2.80 2.12 1.46 4.38 281
6.76 0.26 1.95 1.62 1.35 2.78 276
7.32 0.35 2.47 2.11 1.52 3.45 283
5.41 0.27 2.06 1.87 1.34 3.71 272
5.63 0.34 2.48 2.12 1.43 3.61 278
5.55 0.30 1.97 1.64 1.33 2.34 279
6.62 0.31 2.19 1.82 1.44 2.89 290
7.10 0.31 2.45 1.92 1.33 3.52 290
6.59 0.27 2.29 1.79 1.27 3.94 289
Mean 5.65 0.33 2.44 2.00 1.38 3.35 252
Min 3.13 0.26 1.94 1.62 1.25 2.34 125
Max 8.87 0.48 3.69 2.51 1.79 4.38 301
4.5 Mean Wind Load Evaluation
Design forces applied to this structure are presented in the equations below using the
schema already defined in Fig. 4.4.
Fx = q0CxA (4.6)
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Fz = q0CzA (4.7)
Mp = q0CMAD (4.8)
where Fx is the drag force, Fz is the lift force andMp is the local pitch moment around the
Y axis defined in Fig. 4.4. The coefficients Cx, Cz and CM depends on the shape and the
surface of the global exposed area of the structure. A and D are respectively the exposed
area and the height of the structure dish. q0 is the reference dynamic pressure calculated
at the height H from the ground and defined in 4.8 :
q0 = 1=20(KVr)
2 (4.9)
where  is the air density correction factor, 0 is the reference air density , K is a rough-
ness factor deduced using the design mean wind speed profile and Vr is the reference wind
speed. In the experimental context, K=1 and Vr is equal to the measured wind speed.
Wind forces can exist in both flow direction when the structure is static. This study treats
the normal force applied in the X direction and normal to the dish surface, and induced
by the along wind. The force in the Y direction, which corresponds to weak exposed area,
is not considered. The test sample already used in Fig. 4.6, was selected to show the
correlation between averaged wind speeds and both the averaged forces measured on the
main tower members (Fig. 4.8a), and the averaged global moment (Fig. 4.8b).
Intermediate results, shown in Fig. 4.8, are important to validate the adopted methodology
from a structural point of view. The frontal tower member pair are stretched, the back
member pair are compressed and the leg members of triangular plane truss are less sensi-
tive to horizontal forces. This force distribution is in agreement with the design concept
in which the triangular plane truss takes mainly the vertical load. Correlation is clear bet-
ween the averaged moment presenting the static response and the averaged wind speed.
This paved the way to investigate experimental wind force coefficients.
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Figure 4.8 Structural response Vs wind speed for a typical test at  = 45
Wind force coefficients
Mean wind force coefficients were evaluated at six pitch angles  and at two yaw angles 
for the upwind side. The elevation  = 90 represents the assumed stow position, in which
the structure is placed during strong wind to avoid damage and  = 0 is considered as a
critical position, in which the maximum dish surface is exposed to wind. Test samples were
classified in two categories representing the yaw angle  = 0 and  =45 , with a tolerance
of 10 on the mean value. For both the yaw angle, wind force coefficients were evaluated
for wind on the concave surface only. Considering that the total moment measured at the
tower base is the sum of the moment induced by thrust wind force applied at the central
beam height H and the reference pitching moment Mp and assuming that the lift wind
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force is applied with small eccentricity from the rigidity center of the tower and could add
and additional moment Ml around Y axis, the moment induced by the drag forces only
in the X direction could be evaluated from the total moment. Introducing Eqs. 4.6, 4.7
and 4.8 the horizontal force coefficient in the principal direction X can be defined as :
Cfx = 2(M  Mp Ml)=(AHV 2) (4.10)
Mp and Ml are calculated based on wind tunnel test coefficients respectively CM and
Cfz. It was shown that the maximum contribution of the pitching moment and the eccen-
tric lift force in the total moment around Y axis were respectively +27% and -12% for the
worst case, respectively. The values of CM and Cfz are maximized for  = 60 and  = 90.
For each 10 minute sample, the relationship between moment M and the square of wind
speed V 2, both averaged over 60s, was plotted as shown in Fig. 4.9. By assuming a linear
correlation, the average slope was extracted for each test and used to calculate the wind
force coefficient Cfx . For each test, the air density  was adjusted using the recorded ave-
rage temperature over the 10 min period. A mean force coefficient Cfxj was finally defined
for each combination of pitch and yaw angle by averaging all test samples associated to a
same configuration. Fig. 4.10 shows the mean experimental wind load coefficients and its
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Figure 4.9 Correlation between mean moment M and mean wind speed
square for the typical example of at  = 45
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for varied pitch angle at yaw angle  = 0 along with their standard deviation. Results are
compared with previous wind tunnel test results of Gani et al. [2011]. This figure shows
also the drag force coefficients for standard CPV trough shape studied by Hosoya et al.
[2008] as well as the Standard Ground Mounted Photovoltaic Tracker studied by Swagat
[2011] for yaw angle  = 0. In order to investigate on the wind directionality effect, Fig.
4.10 shows also the variation of measured force coefficient as a function of pitch angle
when the recorded yaw angle was equal on average to 45. It can be observed in Fig. 4.10
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Figure 4.10 Force coefficient as a function of pitch angle for full scale and
reduced scale experimental studies at yaw angle  = 0 and  = 45
that the maximum and minimum wind drag coefficients would occur at pitch angle  = 0
and  = 90 respectively, which is in agreement with wind tunnel results. It is also noted
that by changing the position from  = 0 to  = 90, we could decrease the total force by
more than 80%. This confirms that the moving characteristics of structure give more flexi-
bility to engineer for design in ultimate state. By comparing with the results of Hosoya
et al. [2008] and Swagat [2011], the difference could simply be explained by distinctive
shape and geometry. It is obvious that the Cylindrical Trough studied by Hosoya et al.
[2008], which has a smaller focal distance compared to the studied CPV prototype, give
rise to more important force coefficients. However, it is important to note that the studied
CPV prototype still has a lower force coefficient values even compared to Flat Reflective
Surface Tracker. This could confirm the special aerodynamic shape of the parabolic dish
used which is enhanced by the special disposition of mirror columns and the gap between
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them.
Fig. 4.10 shows also that the average measured full-scale force coefficients are lower than
wind tunnel test coefficients of Gani et al. [2011] for all positions. The standard deviation
values of the experimental coefficients at yaw angle  = 0 are scattered between 0.09 and
0.28. The difference between the full and the reduced model scale could be attributed to
several reasons. The first reason is related to small differences in geometry. For the wind
tunnel tests, the model was reduced to only one dish part fixed on a cylindrical aluminum
bar Gani et al. [2011]. Then, the gap between the two dishes in the full scale model is
not included and the porosity percentage is not accurately modeled. This porosity effect,
which is detailed in Swagat [2011] could explain part of the difference. According to Swa-
gat [2011], 5% porosity could reduce the drag force coefficient between  2% and  9%
depending on the pitch angle, the higher reduction percentage occurring for pitch angle
 = 45 and  = 30. This could explains part of the gap in Fig. 4.10 where the maximum
differences between full scale and wind tunnel tests occurs for  = 30 ( 16%) and  =
45( 12%). The second reason could be related to distinction in boundary layer condi-
tions between wind tunnel and outdoor full scale experiment. In contrary to wind tunnel
tests, full scale wind characteristics are unsteady in time and space. Turbulence inten-
sity, Reynolds number and wind spatial correlation effect, could influence slightly mean
force coefficient values and unsteady aerodynamic coefficients could differ from those in
steady flow ([Davenport, 1964]). Generally, turbulence intensity and Reynolds number ef-
fect are not considered important for most usual solar structure shape. However incertainty
remains for particular curved collectors pitches and Reynolds number variation accompa-
nied with high distinction in turbulence intensity could lead to difference between full scale
and model results as mentioned in Murphy [1980].
It is shown also in Fig. 4.10 that force coefficients calculated for different pitch angles are
sensitive to yaw angle. The deviation of wind direction from the normal axis changes the
pressure distribution over the collector surface and reduces the drag force. The wind direc-
tionality becomes an important factor to optimize the operational conditions of the whole
system if we consider that wind force could decrease between 10% and 30% depending on
pitch angle by only changing the tracker azimuth by 45 away from the wind direction.
From this global study of wind load, it is mainly concluded that the methodology adopted
to extract full-scale aerodynamic coefficients is adequate. The results are in concordance
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with the need of most important studies in this field such as Hosoya et al. [2008] which
recommended to validate the acceptability of the wind tunnel test data by comparing with
field full-scale results for parabolic collectors with curved surfaces. In this study, wind tun-
nel testing gives values slightly higher to average full scale coefficients and the acceptance
of wind tunnel results could be confirmed, even though important geometrical simplifica-
tions were made for the construction of the reduced scale model and a uniform steady flow
was used. However, it is always recommended to consider the standard deviation of the
force coefficients values and to use peak values rather than average values for a design of
similar structure.
4.6 Gust Effect Factors
The GEF could be simply defined by the ratio between the maximum response including
resonant and correlation effects and the maximum response including only wind gustiness.
Therefore, it is the ratio between GGLF and the gust pressure factor GQ detailed in Solari
[1993]. The recent fundamental formulation introduced in the ASCE 7-10 is presented in
the equation 4.11.
GEF = GGLF=GQ = 0:925(1 + 2Iz
q
P0
q
g2QQ
2 + g2RR
2)=(1 + 2gvIz
q
P0) (4.11)
Where gv and Iz are respectively the 3s peak velocity factor and the turbulence intensity
already defined in Section 3. Q is a parameter which represents the background response
factor, which depends on the distribution of the maximum pressure field on the exposed
surface, R is the resonant response factor, which depends on the natural frequency, and
gQ ,gR are the peak factor for the background and the resonance response respectively.
The constant 0.925 has been introduced for additional size reduction effects as well as to
adjust loads closer to ASCE7-93 [1993] values as reported in Kwon et Kareem [2014]. P0
is the term that controls the effect of the gust averaging time ([Solari et Kareem, 1998]).
This paper includes an examination of the application of the GEF, using base moment
formulation, in the particular context of a CPV prototype. Many parameters influencing
the calculation of the GEF are revisited such as geometrical parameters and wind spatial
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correlation hypothesis.
4.6.1 Design GEF (ASCE7-10 standard)
Based on the 3s gust wind speed map, the term 2
p
P0 is adjusted to 1.7 in the ASCE 7-10
(2010). Usually gQ is considered equal to gv for conservative design ([Solari et Kareem,
1998]). In order to adapt the calculation of GEF for this particular structure of solar
concentrator, GEF is calculated in a design context departing from ASCE 7-10 (2010)
hypothesis. The background response Q2 is calculated using the actual geometric para-
meters of the CPV prototype. Dimensions b, h and d are respectively the dish width, the
projected length over the orthogonal plan to wind direction X and the structure depth d
(Fig. 4.4). Structure height h and depth d are adjusted with dish elevation . The depth
d is assumed to be the distance along the X axis (along the wind direction) between the
two furthest points on the dish collector. The tower support structure surface contribu-
tion in the background response is also neglected. The equivalent height H, where mean
wind force is evaluated, is always assumed to be at the pivot axis. It is important to note
that in ASCE 7-10, wind speed is assumed to be constant for elevation less than 10 m
(33 ft), which corresponds to this case ( H=6 m). At low stress level, corresponding to
low and medium wind speed values, the structure is lightly damped even by considering
the aerodynamic damping. The value of 0.0025 as damping ratio was selected based on
the recommendation of Davenport [1964] for a similar geometry parabolic antenna struc-
ture. It is also appears realistic corresponding to the experimental study of Griffith et al.
[2014]. Table 4.1 presents the parameters calculated using ASCE 7-10 approach for the
CPV prototype configuration at  = 90. For this calculation, the hypothesis for wind
characteristics and structural parameters are as follows :
- Basic wind speed at reference height in exposure C=40 m/s ;
- Type of exposure= B (see Section 3) ;
- CPV structure height h=1.49 m ;
- CPV structure width b=14.63 m ;
- CPV structure depth d=8.38 m ;
- CPV natural frequency n1=1 Hz ;
- Damping ratio  = 0.0025 ;
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Figure 4.11 Power spectral density of 10 min sample measured moment at
pitch angle  = 90
- Along wind force coefficient Cfx = 0.20 ;
- Height of central beam axis above the ground H=6 m.
Tableau 4.2 Benchmark of calculating GEF for CPV prototype
bVref 40 m/s V z 33.33 m/s gv 3.40
z 10 m bVz 17.67m/s gQ 3.40
Iz 0.30 N1 5.34 gr 4.18
Lz 95 m Rn 0.048 GEF 1.507
Q2 0.828 Rb 0.228 GEF(R2 =0) 0.872
Rh 0.784
Rd 0.127
R2 2.053
It is important to note that all wind parameters are calculated using Table 6.2 titled
as Terrain Exposure Constant in ASCE 7-10. The CPV prototype natural frequency is
assumed based on the power density spectrum representation of the instantaneous base
moment over many test samples (for example, see Fig. 4.11). The GEF of Building 1
(used as an example in ASCE 7) is evaluated in Solari et Kareem [1998] for a site type
of exposure A, using the same models. By referring to Building 1, it is expected that
the value of Q2(0.828) for the CPV structure would be higher than Building 1 (0.588)
because of its smaller exposed surface to wind especially in its stow position. However,
it is observed that the dynamic response factor R2(2.038) reflects a relatively important
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contribution of the resonant component in the maximum response despite the higher value
of natural frequency (n1=1 Hz) compared to Building 1 (n1 = 0:2Hz,R2 = 0:535). It is
clear that the specific geometry (especially small thickness of structural components and
small exposed area) could increase the dynamic contribution. However, according to ASCE
7-10, structures with natural frequency above 1 Hz can be considered as rigid structures.
For these structures, the resonant response normally can be neglected. For the studied
CPV prototype a difference of 42% in the design GEF (Table E.1) could be induced by
using this assumption. This issue is further studied with the results for experimental GEF.
At this level, it could be concluded that applying the GEF concept by adapting geome-
trical parameters for the studied structure within the adoption of the existing theoretical
models could give rise to coherent results by comparing to the ASCE 7 Building example.
The geometric specificity of the CPV structure has an important impact on the calculation
of the two component Q2 and R2. This concept is also revisited by evaluating experimen-
tal GEF and compare it to analytical GEF, which could be calculated using theoretical
models but departing from real statistical wind characteristics measured in the site.
4.6.2 Experimental GEF
The evaluation of experimental GEF for each test sample in the study is based on the
definition of Solari et Kareem [1998] in which GEF is considered as the ratio of the gust
response factor GGLF to the Gust Pressure Factor G2v using the following equation :
GGLF = Mmax +Mref=Mmean +Mref (4.12)
Gv = bV3s=V (600s) (4.13)
Where Mmax and Mmean are the measured maximum and mean base moment .V3s
and V (600s) are the 3s peak wind speed and the 10 min mean wind speed, which are
already calculated in Table 4.1 for each test sample using the reference anemometer. It
is important to remember that the variation of moment was measured from a reference
state and we have to adjust values by adding Mref , which corresponds to the moment
84 CHAPITRE 4. ÉTUDE EXPÉRIMENTALE À ÉCHELLE RÉELLE
response calculated from the minimum reference wind speed and the experimental mean
force coefficient for a given sample. The minimum reference wind speed for a sample is
defined as the minimum instantaneous wind speed included in a 60 s period within the 10
min sample where the average wind speed is minimum.
4.6.3 Analytical GEF
For the evaluation of analytical GEF, most wind parameters (mean wind speed, turbulence
intensity, peak factor, wind spatial correlation) involved in the calculation of GEF are ad-
justed to measured values instead of values calculated from theoretical models adopted
by ASCE 7. The gust time duration,  = 3s, is taken similarly to ASCE 7-10. However,
the time period T, over which the wind is averaged, is reduced to 600s instead of 3600s.
Theoretically, this change would influence the gv parameter but it would change slightly
the GEF in the given wind conditions. gQ is still taken equal to gv, as a conservative
assumption for the background component.
The term Q2 is related to wind spatial correlation and geometric parameters. In order to
evaluate Q2 accurately within real serviceability wind conditions, Q0 detailed in Solari et
Kareem [1998] was modified by introducing the measured horizontal exponential decay
coefficient Cy and Cz.
Q0 = 1=(1 + 0:29 ~L0
0:63
+ 0:56~ 0:74) (4.14)
L0 = 0:5( ~H + ~B) (4.15)
~ = zz=Lz (4.16)
~H = Czh=Lz (4.17)
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~B = Cyb=Lz (4.18)
Here, the existing wind measurement dispositive, detailed in section 2, allows evaluating
the exponential decay coefficient depending on wind direction. The horizontal distances
between the reference anemometer tower and the others are representative to the dish
collector width. The evaluation of the coefficients is elaborated using the procedure re-
ported in Parent [2014]. The wind correlation in the Y direction, represented by Cy is
calculated using the anemometers 1-2 and 1-3 depending on wind direction. The vertical
wind correlation, represented by Cz, is calculated using anemometer 1-4. Resulting values
for the test samples scatter between 1.5 and 4 for Cy and 7 and 9 for Cz. This result
shows that wind is more correlated in the specific wind conditions and the hypothesis
of Cy=Cz=11.5 would yield smaller background response. These low exponential decay
coefficients were used for the calculations of the analytical GEF in Table 4.3. However,
they were evaluated for relatively low wind speeds and therefore they are not necessarily
representative of higher wind speeds. The coefficient Cx, for the along wind direction, is
still assumed to be 15.4 ([Solari et Kareem, 1998]).
GEF results
Table 4.3 presents the results for experimental, analytical and design GEF for the test
samples already presented in Table 4.1. The calculation of design values is extended to all
pitch angle configurations for comparison purposes.
Overall, both experimental and analytical coefficients are under design values. By compa-
ring the mean values associated to each pitch angle, the analytical and the experimental
results are relatively close and mean experimental values are slightly higher than analytical
values for most configurations. GEF values are more important for the security positions
 = 90 and  = 80, where the structure is supposed to be exposed to higher wind speed
and experimental values are under analytical estimations. In these particular positions, it
seems that the dynamic response is slightly underestimated. The dynamic effect caused
by the overturning moment (represented by the first frequency) is clearly more important
in these configurations and its contribution to the resonant part increases the GEF values
especially in the higher wind speed range. An advanced structural dynamic analysis would
be needed to confirm the resonant component contribution and its different components
86 CHAPITRE 4. ÉTUDE EXPÉRIMENTALE À ÉCHELLE RÉELLE
Tableau 4.3 Experiment, analytical, design GEF values over different test
samples at different pitch angles
Pitch angle


Mean(kN.m)

Mmax(kN.m)
GGLF Cy Cz Experimental
GEF
Analytical
GEF
Design
GEF
0 6.09 35.219 5.784 3.20 4.45 1.246 0.871 1.382
8.70 46.44 5.186 3.24 4.60 0.822 0.861
8.98 31.91 3.550 2.25 6.20 0.665 0.861
7.68 28.91 3.762 3.66 4.29 0.985 0.875
6.58 25.92 3.935 1.22 4.79 1.002 0.873
6.24 18.21 2.864 1.90 5.22 0.823 0.867
7.31 30.82 3.977 2.33 4.92 0.875 0.868
mean 0.916 0.868
 0.184 0.005
30 8.18 42.83 4.792 5.236 8.25 1.029 0.875 1.266
5.79 24.18 4.172 2.42 5.68 1.266 0.885
11.47 30.05 3.085 3.21 3.89 0.751 0.871
11.04 32.79 3.186 3.88 4.77 1.118 0.889
15.25 49.09 3.212 2.58 7.50 0.907 0.869
19.48 47.23 2.425 3.92 11.32 0.796 0.891
14.85 45.46 2.933 3.69 5.62 0.720 0.887
12.98 36.78 2.832 3.62 9.22 0.778 0.867
mean 0.920 0.879
 0.198 0.009
45 7.44 29.73 4.121 4.01 5.89 0.916 0.871 1.295
13.62 58.83 4.318 2.03 4.84 0.918 0.887
4.04 18.55 4.593 2.63 7.99 1.157 0.878
10.84 32.79 3.024 3.26 3.25 0.798 0.902
6.75 21.94 4.123 2.07 3.50 0.908 0.880
5.81 26.40 4.262 3.53 8.57 0.998 0.879
mean 0.949 0.883
 0.120 0.010
80 9.56 44.83 4.58 1.92 8.22 1.058 0.969 1.499
19.13 67.90 3.500 3.22 6.87 1.059 1.050
24.80 64.00 2.836 3.52 8.32 0.830 1.022
21.50 79.98 3.645 2.50 6.58 0.792 0.963
14.50 76.90 5.159 1.66 6.89 1.127 0.955
23.55 119.95 4.965 2.35 7.52 1.045 0.931
11.16 60.29 5.187 2.40 5.88 1.026 0.922
mean 0.991 0.973
 0.127 0.046
90 21.30 76.71 3.556 3.09 8.75 1.182 1.033 1.507
18.20 58.52 3.149 3.70 7.27 0.920 0.920
10.02 34.16 3.710 2.17 9.20 1.260 0.990
14.00 58.97 4.167 3.67 8.75 0.939 0.974
7.76 23.15 2.932 3.11 9.35 0.836 0.919
15.05 52.40 3.436 2.44 5.85 0.764 0.925
10.75 28.99 2.681 3.62 9.88 0.996 0.980
10.80 39.46 3.575 3.36 8.36 1.074 0.983
13.32 42.74 3.329 3.56 8.88 0.907 0.977
15.06 47.75 2.998 4.03 8.65 0.939 0.956
mean 0.982 0.966
 0.152 0.036
contributions, especially in the ultimate conditions with strong wind speed ranges for this
specific type of structure.
It is noted also that analytical GEF increases as the exposed surface (pitch angle) de-
creases. Indeed, for the service positions ( = 0,  = 30,  = 45), the dynamic contri-
bution of the structure represented by R2 is small because of the low wind speed and the
background response factor Q2 may dominate in most of the test samples. However, by
increasing pitch angle ( = 90,  = 80), Q2 becomes higher and R2 contribution becomes
sigfnificant especially when considering higher wind speed in those positions. This could
also be observed with the experimental test results.
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Moreover, a relatively high statistical data dispersion is observed in the experimental re-
sults comparing to the analytical ones. This can be explained in part by the fact that the
wind speed is measured at only one point in space (reference anemometer). This uncer-
tainty, is studied through the existing wind measurement dispositive. On one hand, the
effect of reference height is studied by comparing GEF calculated using wind parameters
from anemometers 1 and 4. On the other hand, the effect of horizontal spatial correlation,
mentioned above, is studied by observing the effect of change between the three anemo-
meters fixed at the same height. Table 4.4 shows the measured GEF using the wind data
from the four different anemometers. In this table, the percentage of change indicated
for anemometer 1 is calculated with respect to the reference anemometer 4, whereas the
percentage of change indicated for anemometers 2 and 3 is calculated with respect to ane-
mometer 1, which is located at the same height.
Tableau 4.4 Comparison between the calculated GEF using different anemo-
meters as a reference point to measure wind characteristics
Test sample Anemometer 4 Anemometer 1 Anemometer 2 Anemometer 3
Gv GEF Gv GEF Gv GEF Gv GEF Gv
 = 0 2:15 0:816 1:95 0:992 2:08 1:108 1:96 0:973
21% 11% -1.9%
 =30 1:90 0:865 1:71 1:249 1:72 1:263 1:69 1:274
44.3% 1.1% 2%
 =45 2:12 0:869 1:94 1:059 1:88 1:134 2:00 1:008
21% 4.7% -4.8%
 =80 2:06 0:941 1:88 0:976 1:89 1:077 1:86 1:073
3.7% 10.3% 9.9%
 =90 1:87 1:013 1:88 1:030 1:85 1:022 1:82 1:052
1.6% -0.7% 2.1%
It is observed that the highest change percentage could occur due to the vertical wind
correlation especially for weak wind speed configurations. Therefore, it is could concluded
that identifying the optimal equivalent height for this type of structure is important to
avoid conservative design. Applying literally ASCE 7 standard, where wind velocity is
constant for elevation less than 10 m (33 ft), is a conservative assumption. This result
has to be verified for high wind scenarios to be more conclusive in the design conditions.
The horizontal wind spatial correlation is also a parameter which could influence the ex-
perimental assessment of the GEF and could explain the high dispersion of experimental
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results in Table 4.3.
In summary, applying the concept of GEF to evaluate the maximum equivalent static
wind load and then the maximum along wind response is also validated for the given
special structure. Regardless, of some observed difference between the theoretical model
and measured values in predicting global wind characteristics, especially in the low and
moderate wind speed range context, GEF as defined in ASCE 7 could predict maximum
induced wind response with relatively low error pourcentage between 6.4 and 1.8 % in
term of average values.
4.7 Conclusions and Perspectives
Evaluating wind load on solar structures, more specifically parabolic solar concentrator, is
an important component to optimize its design, therefore increase its financial flexibility.
In this study, a methodology was used to correlate the global structural response of a
full scale CPV prototype to measured wind characteristics. Analyzed data validated the
acceptability of wind tunnels results and revised the application of the equivalent static
approach for this specific type of structure. The main conclusions are as follows :
(a) Wind characteristics including mean wind, turbulence intensity, gust factor, roughness
parameters were evaluated and values were coherent with ASCE 7 standard and the
site category ;
(b) Full scale wind force coefficients were evaluated at varied pitch angles and their sensi-
tivity to wind direction were studied. Thus, the acceptability of wind tunnel method,
using a simplified model and steady flow hypothesis, was confirmed and discrepancies
with experimental coefficients were discussed ;
(c) The Gust Effect Factor concept and the equivalent static approach were also revisited
in the light of experimental results. The existing GEF model could be adapted to this
type of structure and experimental values were coherent with analytical prediction.
Depending on structure configuration and wind speed range, the resonant part of
the response can be important. Advanced dynamic analysis would allow studying
accurately the importance of the dynamic contribution in evaluating the maximum
force for this type of structure.
All experiments were conducted with operational conditions for the structure. Security re-
commendations limited the ability to test strong wind speed scenarios. Thus, the average
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measured forces on the CPV prototype can not be directly used in general for design of
parabolic solar structure in extreme conditions. However, the existing data were sufficient
to evaluate globally the structural static response within the service limit state and it was
usuful to evaluate the coherence of applying the equivalent static approach in the studied
case. The need to test the structure within stronger wind events, is recommended. Nu-
merical simulations are needed to further study the static and dynamic response of CPV
structures under various wind conditions. These simulations could allow developing prac-
tical tools for the design of these structures to optimize its behavior in both serviceability
and survivability conditions.
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Abstract
Accurate evaluation of wind load effects on solar structures is important for optimizing
their design. Gust wind and its dynamic effect may be significant for this type of struc-
ture, however while time-domain numerical simulations are powerful tools to predict the
dynamic response, they are rarely used for wind analysis because of the complexity of ae-
rodynamic force models and the difficulty of performing full-scale validations. This paper
aims to validate a time-domain dynamic analysis method used to predict the statistical
parameters of 10 minute full-scale measurements response of a solar concentrator struc-
ture under service wind load conditions. A finite element model of the solar concentrator
support was developed and time-domain dynamic (TD) analyses were performed. As a
comparison, the acceptability of this method is also revisited in the light of the ASCE
7-10 and the spectral approach prediction. Full-scale measurements and corresponding si-
mulations covered different configurations depending on the pitch angle and loading case.
The measured wind speed is converted to drag force, lift force and pitching moment ap-
plied to the finite element model. An aerodynamic force model based on the buffeting
indicial response function (IRF) associated to the aerodynamic admittance function for
flat plate is used for TD analyses of different configurations. Results are compared in
terms of statistical parameters, such as the standard deviation and gust effect factors.
It was found that, despite the simplified hypotheses taken especially for wind load and
structural model, in many cases the proposed approach gives slightly better results for the
statistical parameters compared to the spectral approach. Therefore, its overall accepta-
bility is validated. This time-domain approach could then be used to study the linear and
nonlinear dynamic structural response of solar concentrator structures under wind load
and thus identify optimal design configurations to meet both serviceability and ultimate
loading conditions.
Keywords : Finite Element Model, Time-domain analysis, Wind Load, Solar Concentra-
tor, Spectral Approach, Gust Effect Factor
5.2 Introduction
Accurate evaluation of wind loading is a primary concern in optimizing solar structure de-
sign. Full-scale measurements are costly solution for the pre-design studies. Wind tunnel
investigation, especially conducted in the Sandia Laboratory [Hosoya et al., 2008; Peterka
et Derickson, 1992], are well recognized but generalization in quantitative research inclu-
ding dynamic effect is recommended [Banks, 2012] (CPP, Inc).Then, there is a strong need
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for investigations of numerical tools as a cost-effective alternative. Since its development
by Davenport [1961a], the stochastic spectral approach is the common method to study
the response under turbulent wind. A key concept developed in this approach is the ae-
rodynamic admittance function, which is inspired by thin airfoil theory ([Sears, 1941]),
and adapted by Davenport [1961a] to civil engineering structures. The current standard
ASCE 7-10 formulation to predict the equivalent static peak response is developed based
on the early work of Davenport [1961a], and it was improved through research such as the
the work of Vickery [1968]. These methods, based on a frequency domain analysis, require
significant simplifications in the structural response modeling to represent the complex
dynamic behavior. Time domain methods are better to incorporate the non-linear beha-
vior of the structures, and many studies in time-domain have been conducted for various
structure types. In many cases, these studies focus on the modeling of wind force in the
time-domain. For example, Chen et Kareem [2002a] proposed advanced aerodynamic force
models applied for long-span bridges. Letchford et al. [1993] evaluated the acceptability of
the quasi-steady approach to predict the peak response and RMS values for full-scale low
rise buildings at low frequency range. Other time-domain studies looked at the non-linear
behavior of certain types of structures. For example, Sparling et Wegner [2006] and Gani
et Légeron [2010] compared the time-domain nonlinear analysis to the standard equiva-
lent static force method for guyed tower structures. Advanced time-domain methods have
rarely been used to study the dynamic response of solar structures. Recently, the research
group at the Sandia Laboratory were interested in modeling and simulating the dynamic
response of a heliostat structure prototype (Zang et al. [2014] ;Griffith et al. [2014]). Ho-
wever, more studies are needed to evaluate the capacity of different analysis methods to
predict the global dynamic response of solar structures to turbulent wind by introducing
advanced method.
The indicial response is the equivalent time domain representation of the aerodynamic ad-
mittance. Wagner in 1925 [Wagner, 1925] first used thin airfoil theory to introduce indicial
functions to predict self-excited forces on airfoils. Its application is then extended to the
aerodynamic step response of bluff body sections where thickness effects and unsteady vis-
cous flow effects could be more important. It could be also used to model the lift, moment
and drag force for both the buffeting and the self-excited components. The expressions
of the indicial functions can be derived or approximated via various approaches, such as
analytical [Chang, 2010; Chen et Kareem, 2002a], computational fluid dynamics [Farsani,
2012], or via experimental studies.
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The objective of this paper is to present a time-domain method which predicts the dy-
namic response of solar concentrator prototype under measured gust wind samples and
approaches the statistical parameters of the full-scale global response. The acceptability of
the method is also reviewed in the light of the results from the equivalent static approach
based on the spectral approach.
The present study is composed of two main parts. The first part concerns the description of
the numerical model, the time-domain analysis process and the aerodynamic force model.
In the second part, the results are presented in its deterministic description by comparing
the measured full-scale base moment measurement and the calculated numerical moment
in time-domain. Then, the statistical parameters issued from both frequency and time-
domain analyses are compared to measurements on full-scale prototype for over 45 test
samples, which were subjected to comparable wind conditions.
5.3 Description of The Study
5.3.1 Concentrated Photovoltaic (CPV) Prototype Description
The CPV structure prototype was modeled based on the technical drawings and full 3D
model (Fig. 5.1). For this purpose, Salome-Meca, an open-source simulation platform
related to the finite element solver Code Aster, was used. The geometry was composed
from three principal parts. First, a double guyed mast is used as a support of the Dense
receiver array (DRA). Secondly, the dish reflector surface is composed of 128 mirrors and
a parabolic frame truss supporting structure. Third, the tower support structure is a truss
structure, which is mainly composed of six L203  102  13 section members, and upon
an azimuth motor drive which is fixed to the ground. The HSS 200  200  9:5 torque
central beam rests on the tower with two actuators fixed on both sides of the central beam
through two roller bearings supported by two vertical rigid plates. The central beam can
turn around the transversal X axis by moving the actuators to get the target elevation .
This beam is also considered as the primary load transfer element between the dish frames
and the tower supporting structure by principally resisting to induced torque and bending
moment. The total weight of the CPV prototype is approximately 135.4 kN.
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Figure 5.1 Side view of the CPV structure prototype (3D CAD model)
5.3.2 Measurement of Structure Response
Twelve Linear Variable Differential Transformer (LVDT) sensors were installed on the
structure. They were attached by pairs to each of the six main tower members. Compres-
sion and tension forces are calculated from displacement for each members. The current
configuration was used to calculate a global instantaneous base moment in the along wind
direction ( Fig. 5.1). The total moment is calculated as a sum of the product of the forces in
each member by its distance from the base center. Simultaneously, the wind characteristics
were measured using four ultrasonics anemometers. The first and the second anemome-
ters were fixed at 7.5 and 10 m height on the reference tower located at 28 m in the
S-W direction from the center point of the prototype. The third and forth anemometers
were fixed at 10 m height on a two towers located respectively at 10 m North and 10 m
South from the reference tower. The recorded data were treated by 10 min samples with
sampling frequency of 20 Hz. Force and moment aerodynamic coefficients are deduced at
different prototype configurations. The measurements were taken in different pitch angle
 and different wind characteristics. The detailed description of the experimental program
methodology and the main results are given in Kaabia et al. [2017a]. In this paper only the
configurations in which wind direction is perpendicular to the normal axis to dish collector
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were analyzed (Fig. 5.1).
5.3.3 Numerical Modeling
In this part, two modeling strategies were tested. The first consist of modeling the com-
plete CPV prototype. All the structure components (masts, the parabolic frame truss and
the supporting tower truss) were modeled as beam elements. The mirrors were modeled
by rigid elements, representing only the part where they are attached to the ribs. The
cables were also modeled by beam elements with initial tension applied as a temperature
gradient. Fixed boundary conditions were assumed at the tower base.
Steel material properties were assigned to all parts of the structure except for the mirrors
for which the density of the rigid elements was adjusted to represent the total mass of the
mirrors. The supporting tower members were rotated in such a way that they respect the
actual orientation of the tower members. The elevation bearing mechanism was modeled
as discrete spring element having only one rotational degree of freedom around the central
beam (X axis). Because, it was found difficult to quantify the stiffness of the elevation
bearing mechanism, spring rigidity was calibrated to obtain the main measured natural
frequencies. To do that, the two main natural frequencies at 1.0 and 3.8 Hz, correspon-
ding to the pitching and swaying mode shapes were chosen from the PSD (Power Spectral
Density) of the measured base moment for many test samples.
The second strategy consisted in modeling only the supporting tower, the central beam
and the drive mechanism. It was assumed that the rest of the structure (parabolic frame
and mast) could behave like a rigid body. Then, the entire weight of the parabolic dish
collector and masts (68.3 kN) was distributed uniformly along the central beam length.
Discrete mass elements were affected to central beam node, where elementary mass matrix
including the mass and the mass moment of inertia values with respect to the eccentricity,
were assigned.
5.3.4 Model Simplification and Modal Analysis
Preliminary modal analyses were conducted for the complete structure at different eleva-
tion angles. The analysis resulted in a high number of global and local mode shapes. Only
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a few of them in the low frequency range could be excited and thereby induce an impor-
tant structural dynamic response at the tower base in the studied along- wind-direction
case. For example, based on Davenport [1961a], pitching and swaying mode shapes are
the most important to be considered for such type of structure. Therefore, it would be of
interest to simplify the structure as mentioned in the second modeling strategy. In order to
validate this simplified model, a modal analysis was conducted for both the complete and
simplified model. It was found that the pitching and swaying mode shapes, corresponding
respectively to the rotation of the dish collector (Fig. 5.2b) and the displacement of the
tower in the along wind direction (Fig. 5.2a) were observed at 1.0 and 3.8 Hz for both
models. In order to achieve the objective of studying the global response at the base tower
in the along wind direction, it was decided to use only the simplified model for the rest of
the study.
(a) Complete Structure model : Pitching mode
shape(f1 = 1:0Hz)
(b) Tower support model : Swaying
mode shape(f2 = 3:8Hz)
Figure 5.2 Modal analysis in Code Aster : principal mode shapes
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5.3.5 Time Domain Method
Newmark direct integration scheme with coefficients  = 0:25,  = 0:5 was used for
the time-domain analysis. This implies that no numerical damping is introduced into the
numerical integration. The time step was set to 0.05 s which is equivalent to the expe-
rimental sampling period. This gives about 20 calculations per eigen-period for the first
mode shape, which ensures that the relative period error is small. The total wind load com-
ponents including drag and lift forces as well as pitching moment were calculated from the
wind speed test samples. Then, they were uniformly distributed through the central beam
nodes.
Damping Considerations
The structural damping was included in this study using Rayleigh damping by fixing the
damping ratio of two chosen natural frequencies 1.0 and 3.8 Hz, corresponding to pitching
and swaying mode shapes, to values of  = 0:0025 and  = 0:001, respectively. The values
were based on the recommendations of Davenport [1964] for a parabolic antenna structure
with a similar geometry. It also appears realistic when compared to the experimental study
of Griffith et al. [2014]. Aerodynamic damping (C) was evaluated according to the quasi-
static theory using the simplified formulation as proceeded in Gani et Légeron [2010].
The aerodynamic damping values were introduced in the numerical model as discrete
concentrated dampers for drag, lift and moment and distributed equally on the central
beam nodes where the wind loads were applied. Eq. 5.1 present the damping value for the
drag force.
C = airCdUA (5.1)
where air is the air density, U is the mean wind speed, A is the total area of the dish
collector and Cd is the drag coefficient used to evaluate the aerodynamic damping for the
swaying mode case.
Aerodynamic Force Model
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This study is concerned with the prediction of the maximum probable response of the
CPV proto-type in the along-wind direction. It is conventional to separate the total along
wind force into buffeting and self-excited force. In this paper, it is assumed that the most
important component is related to the buffeting forces and the self-excited force is simply
considered with introducing the aerodynamic damping as mentioned in the precedent sub-
section. The total wind load components including drag and lift forces as well as pitching
moment were calculated from the wind speed test samples. Then, they were uniformly dis-
tributed through the central beam nodes. The lift and moment aerodynamic coefficients
used here were evaluated from wind tunnel measurements made by Gani et al. [2011]. The
drag force coefficients were evaluated from full-scale measurements on the CPV prototype
[Kaabia et al., 2017a]. The forces in the main supporting tower members are extracted
from the numerical analysis and global base moment is calculated with the same methodo-
logy as for the experimental base moment.In addition, it is found that the plate is the form
that comes closest to the parabolic dish geometry, for which the experimental aerodyna-
mic admittance was evaluated in the past ([Davenport, 1967] ;[Vickery, 1968]). The larger
the focal ratio f=D, the more solar structures behave like flat plates. The approximate
form of the aerodynamic admittance function for buffeting along wind force is presented
as follows :
a(n)
2 = (j (K) j)2 = 1
(1 + k)4=3
(5.2)
K = nc=U (5.3)
where a(n)2 is the aerodynamic admittance function, (K) is Sears’ function, K is the
reduced frequency, n is the frequency. The variable c is defined as the characteristic scale
length taken equal to
p
A, the square root of the projected area of the dish collector on the
perpendicular plane to wind direction depending on its elevation angle. Theoretically, this
characteristic length, as compared to the wind wave length, could define how important
is the correlation between wind speed and the induced aerodynamic wind force.
The need to use the aerodynamic admittance function concept in time-domain analysis
gave rise to the indicial response function (IRF) approach. This time-domain aerodynamic
force modeling approach represents a modified form of the quasi-steady nonlinearized ap-
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proach QS as reviewed in Scanlan [1993] and Chen et Kareem [2002a] in the modeling of
wind force applied to bridge decks. The non-correlation between turbulent wind speed and
the induced force, which is not considered with the quasi-steady model (QS), is mathema-
tically presented with the convolution product where the participation of the precedent
turbulent wind speed values in the current wind force are weighted according to the IRF
form as shown in Eqs 5.4- 5.7 [Chang, 2010]. The turbulent lift force and pitching moment
would be formulated in a similar way.
F (t) = F + f(t) (5.4)
f(t) = airUACfx
Z s
0
[u()'0u(s  )]d (5.5)
'0u = 0:075e
 0:513s + 1:794e 2:111s (5.6)
s = tU=
p
A (5.7)
As formulated, the total drag force F is linearized to be composed of mean (F ) and
turbulent parts (f(t)). '0 is the derivative of indicial function ' for flat plate, s is the
nondimensional time.The derivative of the indicial function '0 for flat plate is already
presented in Chang [2010].
5.3.6 Statistical Dynamic Parameters
The measured moment at the base is the reference parameter to be evaluated in the
numerical work. It is considered that the along-wind response is coming from the pitching
moment Mp and the drag force Fx. Then, the overturning base moment could be deduced
from Eq 5.8.
M = FxH +Mp (5.8)
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Where H is the central beam height.
The study focuses especially on comparing the peak response from the experimental and
numerical results. Therefore, as is presented from its basic formulation in the literature, the
gust effect factor (GEF ), a key dimensionless parameter to separate the peak response
in its background and resonance form from the static gust wind effect, is calculated in
Eq 5.9.
GEF =
Mmax=M
G2v
(5.9)
where Mmax and M are respectively the maximum and the total time average moment
and Gv is the wind gust factor based on 3-s gust duration as used in ASCE 7-10 current
formulation (ASCE 7-10).
In this study, three force modeling methods in time-domain including QS, IRF and a mo-
dified QS issued from Lawson’s TVL formula [Lawson, 1980] using a 0.3-s moving average
wind speed as a size reduction filter were tested. In frequency domain, Davenport’s spectral
approach in its basic form [Davenport, 1961a] and ASCE 7-10 method are implemented
and validated. All parameters in ASCE 7-10 as well as Davenport’s spectral approach
were adapted to the CPV prototype geometry and to the measured wind characteristics,
including wind spectrum, turbulence intensity and peak wind factor, for each test sample.
The ASCE 7-10 is applied by only including the first mode shape as it is recommended
by the code. Then, the peak response factor gr is calculated using only the first natural
frequency. The hypothesis and the procedure are detailed in Kaabia et al. [2017a]. Howe-
ver, the Davenport’s spectral approach is adapted to calculate the statistical parameters
related to the base moment response for 10-min duration by including the two principal
mode contributions. It is considered that the along-wind maximum response is coming
from the pitching moment Mp and the drag force Fx. The peak value of Mp and Fx do
not occur at the same time because they are caused by different flow conditions. Then, it
was calculated using the square-root-of-sum-of-squares (SRSS) combination method. The
measured wind spectrum is also used for this application. The summary of the mathema-
tical model and the hypothesis is detailed in the following paragraph.
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Assuming that wind speed and consequently wind response are stationary random series
following the normal stochastic law [Davenport, 1961a], the peak moment response and
the GEF are then evaluated in Eqs. 5.10- 5.13.
Mmax = M + gM (5.10)
M = B + R (5.11)
GLF =
1 +
q
g2v
2
B + g
2
r
2
R
M
(5.12)
GEF =
GLF
G2v
(5.13)
Where gv is the quasi-static peak response factor or the wind peak factor. gr is the re-
sonance peak factor, which is calculated using the extremum statistics law [Davenport,
1961a] for a duration T = 600s. B, R are the standard deviation for the quasi-static
and the resonance response. B was evaluated as the area under the analytical response
spectrum (PSD) by ignoring any dynamic effect. R was evaluated by considering a narrow
band response at the natural frequency. It was also more coherent to split the total peak
factor g into terms gv and gr. This procedure was separately applied for both the drag
force and the pitching moment induced response. Then, the combination to get the total
response and the statistical parameters was applied.
5.4 Results and Discussion
5.4.1 Time Domain Results
This study focuses on determining the maximum base moment response of the CPV pro-
totype subjected to operational wind conditions in a direction coincident with the wind for
different con-figurations. However, it is interesting to have information about the complete
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time history of the studied response and how often peak values could occur in a time period.
Figs. 5.3a and 5.3c present a dynamic time history analysis issued from the QS and IRF
approach and compare the results to the measured response for two typical test samples
at different configurations. The constant dashed line illustrates the static equivalent peak
values issued from ASCE 7-10 using the measured 3-s wind gust. The measured response
for two samples display average responses of approximately 7kN  m and 15kN respec-
tively, with some narrow peaks due to significant gusts. It is also shown that the use of
IRF method decreases the important fluctuations and the high peaks observed for the QS
method, therefore better approaching the measured response.
Figs. 5.3b and 5.3d present the PSD calculated from the same test samples. In fig.
3b, it is observed that the graph for the frequency range 0   3:8 Hz is better fitting
the measured response for the IRF method. This is consistent with the role played by
the indicial response function and the aerodynamic admittance function which attenuates
the response above  0:5 Hz for this case. After this value, the gust becomes ineffective
in producing total forces on the structure. The resonant peak at 3:8Hz also better fits
the measured response when using the IRF method. Its frequency peaks are reduced
compared to QS method and the standard deviation represented by the surface under the
spectrum are better represented. Above  4 Hz, the simulated response is much lower
than the measured response. However, for this frequency the contribution to the global
response of the structure is limited. Similar observations can be made from Fig. 5.3d for the
configuration  = 90. The main difference is that the resonant response obtained in the
simulations at 3:8 Hz for the swaying mode is much less important in the measurements
compared to the pitching mode peak. This may be due to the weak peak contribution of the
drag force to the global response in that configuration of the structure. It is concluded that
the role played by the IRF in time-domain and by the aerodynamic admittance in frequency
domain seems to be essential to predict the response in high frequency range where the
natural frequency could exhibit significant energy. On the other hand, the dynamic effect
coming from the pitching mode at 1:0 Hz is more important for the configurations  close
to 90, where the turbulent pitching moment is higher and the wind spectrum energy is
more important.
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Figure 5.3 Comparison of measured and simulated moment response for two
typical samples at pitch angle  = 0 and  = 90
5.4.2 Statistical Parameters Comparison
The statistical study was carried out for 45 test samples in order to calculate the confor-
mity between values derived from the full-scale measured data and the simulated data.
The ratios between simulated and measured values were calculated for each test and E
represents the average of these ratios over all tests and E is the standard deviation for
this ratio. The results are summarized in Table 5.1. Moreover five typical test results
representing the five tested configurations are shown in Fig. 5.4a. In this figure, the dyna-
mic contribution in the total response is highlighted in lighter hatched color. The dynamic
contribution part for each parameters was calculated as a difference between the results
from the total dynamic response and the response issued from a static time depending
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analysis using the turbulent wind loading.
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Figure 5.4 Comparison of different methods in predicting response statistical
parameters
For this final comparison, all the results relating to the base moment, shown in Table 5.1,
were summarized. In general, good agreement and similar results could be observed for the
standard deviation, the peak factor and the gust effect factor of the time-domain analyses
based on the IRF, the spectral approach and the ASCE 7 formulation. The ASEC 7 and
the spectral approach results are always within the limit of E  E from those of the
IRF analyses. Table 5.1 shows also that, in term of standard deviation values, the back-
ground and the resonance response are better represented by the aerodynamic admittance
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Tableau 5.1 Comparison between the calculated statistical parameters from
the measured and simulated base moment using different methods
Parameters
Spectral stochastic approach TD
ASCE7 Davenport’s formulation QS Lawson IRF
E E E E E E E E E E
M 0.85 0.14 0.99 0.16 2.50 0.65 1.81 0.49 0.98 0.24
gr 0.86 0.26 0.84 0.22 1.17 0.31 1.15 0.30 0.82 0.20
GEF 0.96 0.18 0.88 0.15 2.38 0.69 1.79 0.43 0.92 0.20
1 E is the standard deviation of the calculated standard error E
function and the IRF used for the Davenport’s spectral approach and the time-domain
method, respectively. The ASCE 7 prediction slightly underestimates this value because
of its less conservative aerodynamic admittance function compared to flat plate. However,
the QS approach highly overestimates the standard deviation for all tests which leads to
high discrepancies in predicting the maximum values. In term of peak factor values, more
discrepancies are recorded between the investigated methods and the experimental results.
It seems that the statistical extrema law introduced to calculate the response factor gr
could contribute in slightly underestimating the peak values for the study of loading cases
at service conditions (see Fig. 5.4b).
Overall, it is observed in Table 5.1 that the IRF method was successful to predict the
GEF and the standard deviation of the base moment response. The results of the IRF
method are coherent with both Davenport’s spectral approach and ASCE 7 prediction and
by far better than the QS prediction which is overestimating the peak response for all test
samples. It was also investigated that applying the Algebric Combination (AC) instead of
the Square-Root-of-Sum-of-Squares (SRSS) for the Davenport’s spectral approach, could
improve the prediction of the GEF and therefore the peak value by 8% in average. Howe-
ver, the time-domain method is still the most efficient to include correctly the mode shape
interaction effect.
It is shown in Figure 5.4c, that depending on the CPV structure configurations and the
wind loading cases, the peak equivalent static response calculated from Davenport or
ASCE 7 formulation and the maximum response calculated from the IRF may underesti-
mate or overestimate slightly the possible dynamic response. However, QS approach highly
overestimates the total response for all tests. For example, it is shown in Fig. 5.4a that
the dynamic contribution in the standard deviations for QS seems to be out of range and
could represent more than 50% of the total response for all the selected tests. There-
fore, it is confirmed that the filtering role played by the IRF in time domain and the
aerodynamic admittance in the frequency domain is successful to evaluate the turbulent
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response and its dynamic part for this type of structure under service wind conditions. In
fact, the unsteady events like flow separation which is important for this type of struc-
ture with complex aerodynamic profile don’t have an instantaneous effect but develop its
influence on the body surface over a period of time. Then, the quasi-steady theory may
not be applicable for the prediction of aerodynamic forces in separation regions as studied
in Tieleman [2003]. It is also noted that neglecting the second order turbulence effect by
linearizing the total force formulation could contribute to reduce the mean value of the
calculated time-domain response. This could explain that the spectral approach may give
higher peak value compared to the IRF method in Fig. 5.4c. Then, the GEF is a more
consistent parameter to compare the dynamic effect in its normalized form (Fig. 5.4d).
In the same figure, the dynamic part contribution could slightly vary depending on the
method for the same test configuration. This point is also confirmed from the previous
statistical comparison, and it is found that the contribution of the dynamic part in the
peak response for all test samples, in terms of GEF , varies between 0 and 22% with IRF,
between 0 and 8% for Davenport’s spectral approach, and between 1 and 21% for ASCE
7. It is also observed that dynamic effect is likely to be significant for the configurations
around the  = 90 when the pitching moment is important. The non-consideration of
this pitching moment with its turbulent component in the numerical analysis could lead
to high errors for this type of structure.
It is concluded that the IRF could be confidently used in time-domain analysis instead of
the QS as an alternative to the common frequency domain methods. It is also observed
that the dynamic effect contribution could be important in the design of such special struc-
tures at security position for high wind conditions and the dynamic contribution could be
well predicted using the IRF method. The spectral approach give also a coherent result
in predicting statistical dynamic parameters. However, it could be sensible to dynamic
structural mode interaction and its results alone gives no indication about how often peak
values could occur in a period of time.
5.5 Concluding Remarks and Future Works
The present study is the continuation of previous full-scale work for which the wind speed
and the base moment of a CPV prototype were measured instantaneously. This paper
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shows the results of a deterministic time-domain analysis of the CPV prototype numerical
model. It compares this time-domain method to common frequency domain methods as
well as full-scale measurements. A statistical comparison study over many test samples
has shown that time-domain method, using indicial response function derived for a flat
plate and applied to the simplified CPV numerical model, can predict the statistical pa-
rameters of the global wind response with average error ratio of 0.92. The importance
of possible dynamic effects caused by the turbulent wind could vary depending on wind
cases and structure configurations. It is observed that, even though the drag force is not
very important for positions near to the security position at  = 90, the pitching moment
could lead to important dynamic effects.
The methodology developed here is a simplified tool to obtain the global response of a so-
lar structure. Important simplifications were made regarding the dynamic behavior of the
CPV prototype, for the structural behavior of the cables and dish collector. The across-
wind response which could be caused especially by vortex shedding is not considered,
owing to the difficulty to perform a validation procedure. Moreover, the proposed method
simplifies the aerodynamic force caused by the complex fluid flow around the structure.
Nonetheless, the proposed simplification hypothesis could be advantageous for engineering
design application for such type of structures. A simplified time-domain method could be
effectively used to extend the study for design conditions where high wind speed cases
and nonlinearities could be included. It could be also used to conduct parametric study to
evaluate the effect of wind and structural parameters to meet optimal design criteria for
similar structures under wind load.
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Abstract
Concentrated Solar Photovoltaic (CPV) is a promising alternative to conventional solar
structures. These solar traking structures need to be optimized to be competitive against
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other types of energy production. In particular, the selection of the structural parameters
need to be optimized with regards to the dynamic wind response. This study aims to
evaluate the effect of the main structural parameters, as selected in the preliminary design
phase, on the wind response and then on the weight of the steel support structure. A
parametric study has been performed where parameters influencing dynamic wind response
are varied. The study is performed using a semi-deterministic time-domain wind analysis
method. Unsteady aerodynamic model is applied for the shape of the CPV structure
collector at different configurations in conjunction with a consistent mass-spring-damper
model with the corresponsing degree-of-freedom to describe the dynamic response of the
system. It is shown that, unlike the static response analysis, the variation of the peak wind
response with many structural parameters is highly nonlinear because of the dynamic wind
action. A steel structural optimization process with simplified hypothesis reveals that close
attention to structural and site wind parameters could lead to optimal design of CPV steel
support structure.
Keyword : Solar Concentrator Structure ; Finite Element Analysis ; Wind Simulation ;
Dynamic Effect ; Wind Load Optimization
6.2 Introduction
Structural optimization of solar trackers under wind load is one of the key parameters in
order to get the lowest cost of energy (LCOE). Indeed, the steel support structure could
accounts approximately for more than 30% of the total cost [Wu et al., 2014]. Moreover,
wind conditions, in addition to annual insolation, should be considered to determine if
operation at specific locations might be affected significantly by winds [Randall, 1983]. At
present, limited guidelines on the design of solar ground-mounted structures are available.
Most of the previous research work are based on wind tunnel test investigation. The large
studies of the National Renewable Energy Laboratory (NREL) [Hosoya et al., 2008; Pe-
terka et al., 1980], the Solar Energy Research Institute (SERI) [Murphy, 1981] and the
Energy and Environment (ENEA) [Giannuzzi et al., 2007; Salomoni et al., 2009] are well
recognized to improve the understanding of the specific design objective for these special
structures under wind load. However, more quantitative numerical studies are needed in
order to get conclusive and general tools to evaluate wind load on solar structure in a pre-
liminary design context. It is also essential to take into consideration the dynamic wind
action effect to achieve a more reliable wind load evaluation [Banks, 2012].
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Many of the wind load optimization studies are recently oriented to the Computational
Fluid Dynamic (CFD) in order to optimize the aerodynamic forces applied to the principal
structural members [Fu et al., 2015; Gil et al., 2009]. However, the huge computational
time and the complexity of the CFD models make also the integration of the results in
a dynamic structural analysis extremely difficult. Yet, little work has been devoted to
investigate the time-domain response of this type of structure under turbulent wind by in-
troducing the adequate aerodynamic model and the dynamic characteristics of the system
in a dynamic structural analysis. However, many studies were conducted for conventional
structures such us Letchford et al. [1993] for low rise buildings, Chen et Kareem [2002a]
for long-span bridges and Gani et Légeron [2010] for guyed tower structures. Then, it is
importance to be inspired from these precedent studies and to pay a special attention to
the analysis hypotheses to be used specifically for solar structures before being involved
in extended parametric studies. In this context, Zlatanov et Weinrebe [2013] used the fi-
nite element method in conjunction with structural model to optimize support structure
for arbitrary tracker geometries under known wind conditions. However, less attention is
payed to highlight the dynamic effect induced by wind action.
The main objective of this study is to evaluate the effect of principal predesign structu-
ral parameters and the site environment characteristics on the peak wind response and
then on the weight of the steel support structure based on advanced wind analysis me-
thods applied to a simply parametrized and a generic finite element model. The utility
of this study derives from performing a mapping of structural parameters to be related
to steel structure costs and to be useful for a preliminary design decision for this type
of structure in general. The current work is based on a reference full-scale measurement
of a CPV prototype installed in Sherbrooke, Canada [Kaabia et al., 2017a]. The experi-
mental results helped to develop a semi-deterministic time domain wind analysis method
predicting coherently the statistical parameters of the wind response [Kaabia et al., 2017b].
The Benchmark prototype studied in this paper could be classified with two-axes isola-
ted solar tracker with large exposed surface and a relatively small focal ratio f=D. This
type of tracking structure is generally composed of large reflector surface supported by a
spatial truss structure. Depending on the exposed area to wind, aspect ratio, weight and
flexibility of the steel support structure, the total response is differently affected by the
wind action for various configurations at specific site conditions. Therefore, a thorough
investigation of the influence of these parameters on the support structure steel weight to
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withstand the induced wind action is recommended. Economic zones could be highlighted
in a preliminary design phase in function of the correlation of many wind and structural
parameters. Potential solutions for cost-effective structural design could then be studied.
In this paper, the methodology of the developed numerical wind analysis tool based on the
simplified parametric model and the methodology of the parametric study are explained.
The results are exposed in two parts. First, the validation of the time-domain analysis me-
thod is presented in comparison to the full-scale experimental results and the implemented
frequency domain approach. Second, the results of the parametric study including struc-
tural, geometric and wind parameters are presented, and the preliminary design phase
recommendations are underlined.
6.3 Methodology
6.3.1 CPV Prototype and Measurement
The studied CPV prototype is a 35 kW tracker that uses 128 identical reflective solar
panels spreading on a 16*8 m2 surface. The steel structure is composed of three principal
parts. The panels are held on a parabolic frame that uses 32 identical steel lattice trusses.
The Dense Receiver Array (DRA) is supported by a double guyed mast. These elements
are all mounted on a two-axis tracker base that points the solar concentrator precisely
towards the sun throughout the day. The elevation rotation of the reflector dish around a
HSS 200200 central beam is assured by two mechanical actuators. The azimuthal control
is assured by the azimuth motor drive which is fixed to the ground. The total weight of
the CPV prototype is approximately 135.4 kN in which 108.0 kN are coming from the
steel structure. The base tower steel weight is approximately equal to 37.0 kN. A36 steel
with elastic limit of 250 MPa is typically used for this prototype.
Twelve Linear Variable Differential Transformer (LVDT) sensors were installed on the
structure. They were attached by pairs to each of the six main tower members. Compres-
sion and tensile forces are calculated from the displacement for each members. The current
measurement configuration permitted to measure a global instantaneous base moment in
the along wind direction (Fig. 6.1). Simultaneously, wind characteristics were measured
through anemometers. Three of them are fixed at the top of three meteorological towers at
a 10 m height. The forth is fixed at 7.5 m in the middle reference towers, which is distant
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at approximately 28 m from the center point of the prototype. The recorded data were
treated by 10 min samples with sampling rate of 20 Hz. The measurements were taken in
different pitch angle  and different wind characteristics. In this paper only the configu-
rations in which wind direction is perpendicular to the normal axis of the dish collector
were analyzed (see Fig. 6.1). Only along-wind action is considered in calculating the global
moment. The moment around the Z axis (global torsion of the structure) could not be
evaluated using the measurement configuration. The methodology and the hypotheses for
calculating the base moment wind response and the results of the full-scale investigation
are detailed in Kaabia et al. [2017a].
Figure 6.1 Side view of the CPV structure prototype (3D CAD model)
6.3.2 Time-Domain Wind Analysis Tool
A finite element model of the solar concentrator steel support structure was developed and
time-domain dynamic (TD) analyses were performed. Newmark direct integration scheme
with coefficients  = 0:25,  = 0:5 was used for the time-domain analysis. An aerodynamic
force model based on the indicial response function (IRF) associated to the aerodynamic
admittance function for the flat plate is used for TD analyses at different configurations.
The developed finite element model used for this analysis and the wind force modeling are
discussed in the following subsections.
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Finite Element Model
Accurate numerical evaluation of wind response is a key factor to optimize wind action.
The main step is to be able to elaborate a simplified structural model, which predicts co-
herently the total structural behavior of the complete structure in order to approach the
characteristics of the dynamic response under wind loads. The utility of simplifying the
structural model derives from the flexibility to analyse, with a reasonable computing time,
multiple CPV prototype configurations by varying many structural parameters. Then, it
could be easily integrated in a preliminary design tool for this type of structure. The
modeling study was based on the technical drawings and full 3D CAD model (Fig. 6.1).
For this purpose, Salome-Meca, an open-source simulation platform relying on the finite
element solver Code_ Aster, was used.
The initial model of the CPV prototype is a complete model that incorporates all parts of
the structure except the mirrors and the mechanical drive components. Then, two models
were developed in order to get the optimal modeling alternative to be used for the para-
metric study investigation. First, an intermediate model, which include all the members
of the support tower structure model was developed. This model assumes that the rest of
the structure (parabolic frame and mast) could behave like a rigid body and then it could
be replaced by discrete mass and mass moment of inertia concentrated along the central
beam (Fig. 6.2a). Second, a much simplified and parametrized model for this structure,
which is consistent with the study objective, was developed (Fig. 6.2b). It is shown that
large parametric analysis and simulations problem of complex structural system require
simple substitute model with reduced degree of freedom, which could give similar results
compared to complete and intermediate modeling approaches. The most important requi-
rement for this model is to be consistent with the dynamic properties of the complex real
system. The required parameters to be identified for the simplified model are the total
mass m and the moment mass of inertia MMI of the dish which represent the effective
dynamic properties of the system. The rotational stiffness of the dish frame including the
elevation drive system between the top of the tower and the dish frame is presented by a
discrete rigidity element kr2. The translational vertical and lateral stiffness is represented
by discrete stiffness elements kv2 and kr1, respectively. The stiffness kr1 is an equivalent
rotational stiffness element to replace the swaying stiffness of support tower structure. The
modeled rigid element with the height h allows transferring the aerodynamic forces and
moment applied at the central beam level to the structure base. The zero length elements
served to define segment element ’SEG’ instead of nodes in order to get the appropriate
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representation of the rigidity matrix in Code_Aster.
A modal analysis was conducted in order to validate the dynamic behavior of the simplified
model compared to the intermediate tower support model. The modal analysis shows that
the pitching, the swaying and the vertical modes could be found at the frequencies of
1.0, 3.8 and 9.8 Hz, respectively. The pitching and swaying frequencies also matched the
measured values and it is shown that they are associated to coupled modes. A rotation in
discrete element at the level h could lead to simultaneous swaying translation in the along
wind direction. The translational stiffness in the X direction was replaced by an equivalent
rotational rigidity at the base in order to consider the dependence of the two mode shapes
as well as proper presentation of a probable global nonlinear behavior of the structure at
its base.
Wind loading
The developed numerical model tool can be analyzed with measured wind samples in order
to validate full-scale measurements. However, in order to extend the analysis for wind
design conditions, it is essential to simulate and generate wind signals for specific site
conditions. Spectral stochastic methods are by definition a tool devoted to generate wind
samples with different characteristics, depending on the location and the site exposure
category, and following design spectrum empirical model. Numerically generated wind
samples were obtained for different turbulence intensity Iu, using the in-house WindGen
program developed by [Hang et Légeron, 2005] based on the Power Spectral Density (PSD)
proposed by Simiu [Simiu et Scanlan, 1996] for along wind component using Eq. 6.1. It is
to be noted that WindGen generates only turbulent part of wind speed u(z; t) which must
be combined with mean wind speed U . Fig. 6.3 shows the comparaison between simulated
and analytical wind spectrum.
nSu(z; n)
u2
=
200nz
U
(1 + 50nz
U
)5=3
(6.1)
Where n is the frequency, u is the shear velocity, z is the height and Su is the power
spectrum density (PSD) for the fluctuating wind speed u(z; t). The simulation parameters
are defined based on the target turbulence and wind speed. The cut frequency !u is fixed
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Figure 6.2 Structural models
to 15.73 rad=s in order to guarantee a time step of 
!u
= 0:2s.
In general, it is conventional to separate the total along wind force into buffeting and self-
excited force. In this paper, it is assumed that the most important component is related
to the buffeting forces and the self-excited force is simply considered with introducing
the aerodynamic damping using the quasi-steady approach [Kaabia et al., 2017b]. The
generated wind speed was then applied to the finite element model as a time-varying
loading using Eqs. 6.3- 6.7. The lift and moment aerodynamic coefficients used here were
evaluated from wind tunnel measurements made by Gani et al. [2011] and the drag force
coefficients were evaluated from full-scale measurement for each test sample. In addition
to that, as shown in Kaabia et al. [2017b], the use of the quasi-steady approch in modeling
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Figure 6.3 Typical measured and simulated wind sample spectrum compared
to different design empirical spectrum
fluctuating forces is highly overestimate the dynamic response of this type of structure.
Then, in order to get more accurate results, refined aerodynamic model was introduced
based on the aerodynamic admittance concept. It is found that the plate is the form that
comes closest to the studied parabolic dish geometry, especially with small focal ratio
f=D, for which the experimental aerodynamic admittance were evaluated in the past
[Davenport, 1967; Vickery, 1968]. The used aerodynamic admittance function of a plate
[Vickery, 1968] is given as follow :
2a(n) =
1
1 + 22(n
p
A
U
)
(6.2)
In time-domain, the equivalent indicial response function used in this study is based on the
procedure presented in Chang [2010] based on the work of Scanlan [1993]. As an example,
the along wind force applied at the level h (central beam) is calculated as follows :
F (t) = F + f(t) (6.3)
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F =
1
2
airACfxU
2 (6.4)
f(t) = airUACfx
Z s
0
[u()'0u(s  )]d (6.5)
'0u = 0:075e
 0:513s + 1:794e 2:111s (6.6)
s = tU=
p
A (6.7)
where F (t) is the drag force linearized to be composed of the mean force component F
and the turbulent component f(t). air is the density of air for a reference temperature,
A is the total dish collector area, Cfx is the force coefficient along the X axis, '0 is the
derivative of indicial function ' for flat plate, s is the nondimentional time. The lift force
and the pitching moment were calculated using the same process.
6.3.3 Definition of Dynamic Parameters
In this paper, the target parameter to be studied is the overturning base moment M
(Fig. 6.1). It is always possible to compare the deterministic time domain results to the
stochastic dynamic parameters in term of maximum moment Mmax, standard deviation
 and response peak factor g values. Assuming that wind speed and consequently wind
response are stationary random series following the normal stochastic law [Davenport,
1961a], the peak moment response value could be related to the other parameters by the
key statistical formulation :
Mmax = M + g (6.8)
The gust effect factor GEF is a key concept which provides a suitable reference tool
for the calculation of the dynamic response quantities due to a longitudinal gust force.
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It could be then used as reference parameter for comparison between the time-domain
method, Davenport’s spectral approach in its basic form ([Davenport, 1961a]) and the
ASCE 7-10([ASCE7-10, 2010]). The GEF in its deterministic and stochastic formulations
was evaluated for the time-domain and the stochastic spectral approach using Eq. 6.9 and
Eq 6.10, respectively.
GEF =
Mmax=M
G2v
(6.9)
GEF =
(1 + g=M)
G2v
(6.10)
where Gv is the wind gust factor based on 3-s gust duration as used in ASCE 7-10.
The ASCE 7-10 is adapted and applied to calculate the key wind response parameters
for this type of structure by considering only the first pitching mode as shown in Kaabia
et al. [2017a]. The Davenport’s spectral approach in its basic form ([Davenport, 1961a])
is applied using the admittance function for the flat plate and considering the narrow
band assumption for the resonance component calculation. It is considered that the along-
wind maximum response is coming from the pitching moment Mp and the drag force Fx.
Theoretically, the peak value of Mp and Fx do not occur at the same time because they
are caused by different flow conditions. Then, it was calculated using the square-root-of-
sum-of-squares (SRSS) combination method. The algebric combination method was also
further tested for the application of both the spectral approach and the ASCE 7-10 in the
parametric study results.
6.3.4 Parametric Study and Study Case Definition
In the following, the geometry of the tracker, including area size and the aspect ratio,
the structural parameters, including lateral and rotational rigidity and the damping, and
the wind characteristics were parameterized. The effective dynamic mass was assumed to
be proportional to the total dish area for simplification. The tracker height above ground
and the initial geometric configurations of the support tower were not changed during the
entire study. The following parameters grid was tested and more than 284 configurations
were investigated using the 3-DOF model. 10 wind signals were used for each configuration
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test in order to evaluate average values. The benchmark reference prototype parameters
are highlighted in bold. Site specific design wind speed were selected based on the 3-s wind
speed maps of the ASCE 7-10 for different reference locations in the USA.
- Dish area [m2] : 10,20,30,40,50,60,70,80,90,100,110,120,130,140,150,160 ;
- Aspect ratio [-] : 1.0,1.8,2.5 ;
- Pitch angle [] : 0,45,30,60,90 ;
- Pitching frequency [-] : 0.4,0.6,0.8,1.0,1.2,1.4,1.6 ;
- Swaying frequency [-] : 1.6,2.3,3.1,3.8,4.6,5.3 ;
- Damping [-] : 0.025,0.05,0.075,0.1,0.2 ;
- Mean wind speed [m/s] : 10,20,30,40,50,60,70,80,90 ;
- Turbulence intensity [%] : 13,18,27,30,35,40 ;
- Design wind speed per location [m/s] : 45,55,75,85 ;
- Site category(Turbulence intensity[%]) : A(40),B(27),C(18),D(13) ;
6.4 Results and Discussions
6.4.1 Validation of Wind Load Analysis
The results of the CPV simulated wind response are compared to the experimental full-
scale measured wind response in term of mean, maximum and standard deviation values.
Table 6.1 shows the comparison results for 10 representative test samples at pitch angle
 = 90 for both the intermediate tower model and the 3-DOF model. In Table 6.2,
the frequency domain methods and the time-domain method (IRF) applied to the 3-DOF
model are also compared for the same typical tests in term of adimensional parameters,
the response turbulence Ir and the GEF . The ratios between simulated and measured
values are calculated for each test and E represents the average of these ratios over all
tests. E is the standard deviation for this ratio. Fig. 6.4 also presents the time history
analysis comparison for two typical test samples of the two models compared to full-scale
measurements at two pitching angle  = 0 and  = 90.
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Figure 6.4 Measured and simulated base moment time history of for different
models
Fig. 6.4a and Fig. 6.4b shows that the dynamic response of the CPV prototype using the
indicial response function (IRF) contribute to approach the the maximum and RMS values
of the full-scale response. However, it seems to be difficult to match the time history and
predict all peak occurrence. Other fluid flow phenomenons, such us vortex shedding, which
may supposed to occur at relatively low frequency range for the tested low wind speed
conditions for this CPV prototype, may contribute to understand the complete temporal
sequence of the measured global moment at the base. In general, despite of the common
difficulty related to modeling the fluid flow and with only considering the along wind res-
ponse, the proposed time-domain method could predict the important measured response
peaks in its deterministic occurrence and the total background response represented by
the response fluctuations arround its mean value. It is also shown that the time history
of both the simplified and the complete model are similar, which validates the use of the
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Tableau 6.1 Relative error for statistical parameters for IRF method using
the two models compared to the experimental results
Event Vm=s) Iu Measured Tower model 3-DOF model
M0 Max0 0 M=M0 Max=Max0 =0 M=M0 Max=Max0 =0
1 7.54 0.34 21.50 79.98 15.00 0.83 0.99 1.06 0.85 1,02 1.12
2 6.55 0.37 14.50 76.90 10.72 0.86 0.64 0.89 0.89 0,62 0.93
3 7.75 0.30 17.40 72.71 11.09 0.89 0.67 0.88 0.93 0,74 0.94
4 6.11 0.33 11.40 55.7 17.99 0.88 0.75 0.84 0.92 0.77 0.88
5 8.03 0.30 21.30 76.71 2.37 0.87 0.99 1.61 0.86 1,04 1.41
6 6.37 0.29 18.34 63.62 9.14 0.85 1.23 1.25 0.84 1,16 1.18
7 7.32 0.35 14.31 60.66 7.68 0.87 0.84 1.32 0.85 0.78 1.15
8 6.62 0.31 10.80 39.46 3.65 0.88 1.18 1.71 0.86 1,09 1.49
9 6.59 0.27 15.06 47.75 6.07 0.91 0.92 1.16 0.89 0,90 1.06
10 6.79 0.29 17.01 51.02 10.10 0.86 1.14 1.31 0.86 1.15 1.28
E 6.79 0.64 15.99 61.77 9.38 0.87 0,94 1.20 0.88 0.93 1.14
E 0.31 0.03 8.00 21.12 0.02 0.86 0.20 0.29 0.02 0.19 0.20
E is the standard deviation of the calculated standard error E
Tableau 6.2 Comparison between the calculated statistical parameters from
the measured and simulated base moment using different methods
Event Measured ASCE7-10 Spectral approach TD-IRF
Ir GEF Ir GEF Ir GEF Ir GEF
1 0,53 0,79 0,96 1.22 1,04 0,91 0,92 1,16
2 0,71 1,12 0,80 0.86 1,04 0,69 0,80 0,71
3 0,64 1,27 0,70 0,80 0,85 0,66 0,84 0,82
4 0,70 0,97 0,69 0,93 0,74 0,75 0,88 0,84
5 0,37 1,18 1,08 0,88 1,20 0,80 1,23 1,09
6 0,43 0,92 1,02 0.98 0,90 0.79 1,01 1,01
7 0,54 0,94 0,90 1,04 1,21 0.73 1,01 0,91
8 0,40 1.07 1,06 0.88 1,00 0.64 1,31 1,06
9 0,46 0.94 0,82 0,99 0,96 0.98 0,94 1,14
10 0,37 0,84 1,10 1,17 1,23 1.01 1,10 1,19
E - - 0,91 0.98 1,02 0.80 1.01 0.99
E - - 0,15 0,13 0,16 0.12 0,17 0.16
Ir = =M is the response turbulence
3-DOF model for the parametric study. It is also important to notice that the commonly
used quasi-steady approach, which was simulated but not presented in Fig 6.4, highly
overestimate the measured peaks compared to the IRF approach.
Table 6.1 shows that overall, the time-domain method with the adopted IRF model is
successful to predict the statistical wind response parameters. The maximum and the
standard deviation are predicted with statistical average ratios E of 0.93 and 1.14, and
with statistical dispersion E of 0.19 and 0.20, respectively. The mean wind response of
the IRF method is slightly underestimated due to the linearized form of the applied wind
force which neglects the turbulence second term. This contribute to slightly underestimate
the measured peak values (E =0.93). However, as shown in Table 6.2, by comparing the
gust effect factor and the response turbulence, the prediction error decrease to E =0.99
and E =1.01 because of their normalized form with respect to the mean response [Kaabia
et al., 2017b]. Table 6.2 shows also good agreement and similar results between time-
domain analyses based on the IRF, the spectral approach and the ASCE 7 formulation.
Relatively more important variation is observed for the spectral approach results. The
error ratio is less than 1 for all test sample. The resonance peak factor gr (T=600s), based
on a probabilistic basis (Rayleigh distribution), is evaluated to 4.2 or 4.5 depending on
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considering the pitching or the swaying frequency. Then, many test records showed mea-
sured response peak factor g, associated to serviceability low wind speed conditions, to be
higher than the analytical value range (2.1-5) (Eq.8). This could contributes in slightly
underestimating the peak values for the study of loading cases for weak and moderate
wind speed conditions. The SRSS method used to predict the maximum response as a
combination of the peak caused by the drag force and the pitching moment could also
explain a part of dispersion of the results between the frequency and the time-domain
approachs. The algebric combination (AC) could reduce this variation and it is used for
the parametric study.
It is then concluded that, the time-domain method applied to the 3-DOF model could
be confidently used to extend the numerical investigation for design conditions in order
to test many study cases as described below and then identify optimal structural design
alternatives regarding wind load actions.
6.4.2 Parametric Study
The parametric study is conducted for many structural and wind parameters and results
are grouped and discussed as follows :
Structural Parameters
Fig. 6.5a, Fig. 6.5b, and Fig. 6.5c show the effect of the main structural dynamic pa-
rameters, including the pitching and swaying frequencies and the damping ratio, on the
dynamic wind response. The gust effect factor is selected to study this effect. In these
figures, the dynamic contribution in the total response is highlighted in a lighter hatched
color. For the time-domain method, the dynamic contribution part is calculated as a dif-
ference between the results from the total dynamic response and the response issued from
a static incremental analysis using the time depending wind loading. For the frequency
domain method, it is simply the difference between the results with dynamic and static
hypotheses. Only the results of high reference wind speed (Vm=30 m/s) at stow position
( = 90) are shown in the bar presentation. In the same plot, the results are also com-
pared to the ASCE 7-10 and the modified ASCE 7-10 and the spectral approach using
the algebric combination method. Fig. 6.5d and Fig. 6.5e summarize the gust effect factor
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variation, issued from the numerical time-domain method, in function of the pitching and
swaying frequencies at different pitch angles and different mean wind speed values.
According to Fig. 6.5a, the wind dynamic response is highly sensitive to the structural
damping for high wind speed. The peak response could be reduced by 30% by improving
the reference structural damping to 2%. Therefore, a cost effective study for improving the
damping characteristics of this type of structure is recommended. Similarly, the peak wind
response could be reduced by a maximum of 35% and 20%, by varying the pitching and the
swaying frequencies in the range of [0.4-1.6] Hz and [1.5-5.3] Hz, respectively (Fig. 6.5a,
Fig. 6.5b). Particularly for this type of structure at the stow position, along-wind drag
resonance would be less important due to the role of the admittance function in atte-
nuating the correlation between wind speed and exercised forces at high frequency range.
However, the first eigenfrequency, which is usually the pitching frequency, exhibit more
significant energy. Therefore, in practice, it is aimed to increase the first eigenfrequency in
order to avoid highly vulnerable range to resonance(<1.2). Fig 5d shows that the variation
of the GEF becomes smoother from 1.2 to 1.6 Hz. Thus, more attention might be taken in
controlling the stiffness of the dish support frame as well as the flexibility of the rotational
elevation mechanism for this type of structure. It is also important to maintain relatively
stiff support tower structure to guarantee a swaying frequency range higher than 3 Hz
in order to reduce to minimum the dynamic vibration which may be not favorable for
operational configurations where drag force would be more important (Fig. 6.5e). At the
same time, it is unnecessary to reach more important frequency ranges which could led to
non economic steel configurations. Usually the lowest frequency of such type of structures
is higher than 1 Hz such as the typical heliostat prototypes studied by Sandia Laboratory
[Griffith et al., 2014]. This condition is favorable to get a relatively lower dynamic respense
component and it could be improved depending in economic considerations.
In figures Fig. 6.5d and Fig. 6.5e, the study of the frequency effect is extended to different
loading cases. It is shown that particularly for this type of structure, the stow position is
the most vulnerable to the dynamic effect at high wind speed conditions for all frequency
ranges, even though the drag wind force is at its minimum. At this position, the low fre-
quency exhibits more significant energy due to the important pitching moment, which is
not the case of the other positions. At service conditions V=7 m/s, only relatively small
dynamic amplification could occur and it might be controlled in order to ensure the target
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optical efficiency.
For a comparison and in order to maintain coherence with standard frequency approaches,
the analysis was also made for the ASCE 7-10 and the Davenport’s spectral approach.
Overall, the percentage of variation according to the studied parameters are similar. All
the methods show close values for the background response. A relatively small difference
between the IRF and the spectral approach compared to the ASCE 7-10 could be rela-
ted to the additional hypothesis of spatial correlation adopted for the ASCE 7-10 as well
as the relatively different aerodynamic admittance function. Unlike the background com-
ponent, important discrepancies are observed for predicting the resonant part compared
to the ASCE 7-10. The major part of the variation is due to the consideration of only the
contribution of the first frequency to the resonant response in applying the GEF concept
according to the ASCE 7-10. This assumption seems to be conservative because it does
not include the participation of the second mode shape that could attenuate the norma-
lized dynamic effect regarding the mean wind response. This assumption seems to lead
to high variation for higher wind speed scenarios, which is clearly less observed for lower
wind speed range, where the dynamic part is less sensible (Table 6.2). Then, in practice it
seems to be important to combine the probable peaks coming from the two mode excita-
tion in calculating the maximum response due to the pitching moment and the drag force
in order to get more coherent results (Fig. 6.5a, Fig. 6.5b, Fig. 6.5c). The discrepancies
with the other methods would be only due to the aerodynamic admittance form and the
non considered possible dynamic interaction effect between the two mode shapes which is
not considered in the frequency approaches.
Wind Parameters
In this study, the peak wind response of the reference prototype is evaluated for various
wind design speed at different locations for different configurations (Fig. 6.6a). The applied
design wind speed values are the 3-s gust wind speed as predicted in ASCE 7-10 for a risk
category II and for wind return period of 50 years. The selected wind speeds correspond
to different locations in the USA (Arvada-CO, Dateland-AZ, Miami-FL, Hawai) with
different wind characteristics where many solar plants were installed. Fig. 6.6b presents
also the effect of changing the site exposure category hypothesis according to the ASCE
7-10 process. The site categories are varied for a reference location situated at 115 mph
wind basic speed contour (51 m/s)(ASCE 7-10 wind speed map). Then, the corresponding
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mean wind speed and the turbulence intensity used for generating wind samples for each
site category are calculated using the Terrain Exposure Constant Table in ASCE 7-10.
The study is applied to the reference CPV prototype.
The peak wind response is highly dependent on the location. As shown in Fig. 6.6a, the
calculated design wind load could be four times higher for the special wind region (V m=55
m/s) compared to the moderate wind speed region (V m=30 m/s). In the same figure, it is
also shown, that the movable aspect of this type of structure is advantageous to optimize
the wind load calculation at ultimate state. The design peak wind load might be considered
only for stow position at  = 90 even though an important dynamic amplification could
occur as discussed in the precedent section. Then, designers should pay more attention
to the dynamic amplification due to the pitching frequency at this particular position.
For example, for the reference location and the reference site category, the dynamic part
could reach 33% of the total response for this angle compared to only 5% for  = 0.
Fig. 6.6b shows that the topography profile and surface roughness of the system site could
highly influence its design wind loads. For example, at the reference location, the peak
wind load for a site type D is estimated to be two time the reference exposure category
B. The corresponding dynamic effect is also relatively higher. Fig. 6.6c also shows that
the peak response increase rapidly with the turbulence intensity. The maximum variations
between low(13%) and high (40%) turbulence intensity could reach 52% ,49% and 42%
for the tested mean wind speed of 19(A), 30(B), 44(D) m/s related to different exposure
categories for the reference location, respectively.
It is concluded that wind dynamic action might be considered in addition to the common
parameter of the annual insolation, in selecting the location of the solar plant. It is shown
that wind response for design and operational conditions are significantly depending on the
site and it is highly recommended to adapt the prototype to the specific location where
it would be commercialized in order to meet cost effective design objectives. Site wind
measurements are also higly recommended in order to get optimized wind load evaluation.
Geometric Parameters
The sizing of the dish collector is a key parameter that controls simultaneously the structu-
ral design and the optical capacity. In this paper, new prototype configurations are tested
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by varying the dish collector area size and its aspect ratio. It is considered that the pivot
height of the support structure and the initial geometry of the reference support structure
prototype are maintained unchanged. The study is conducted for design conditions at stow
position.
Fig. 6.7 shows the variation of the gust effect factor and the dynamic effect in function
of the aspect ratio for the stow position at two different wind speed for service and ulti-
mate conditions. Theoretically, aerodynamic coefficients may change with the aspect ratio.
Here, the variation of the mean force and moment coefficients are proportionally adjusted
based on the study Pfahl et al. [2011]. In addition to that, changing the aspect ratio also
change the chord length of the dish. Then, it is confirmed, from Fig. 6.7, that more the
aspect ratio is important, which is equivalent to smaller pannel chord length, more the
wind design force case is optimized for the same area size. This variation is also more
noticeable for high wind speed conditions.
Fig. 6.8 shows a more detailed analysis including many combinations of wind speed and
dish collector size area for three aspect ratio values 1.5, 1.8 and 2.5. The variation of the
force and moment coefficient for this range and for the pitch angle  = 90. However,
considering only the variation of the effective lever arm or the chord length of the pannel,
the peak wind response may significantly change for this stow position where the pitching
moment is important. Then, it can be confirmed, from Fig. 6.8, that the wind loads vary
significantly with the aspect ratio of the tracker. Peak wind load values are more impor-
tant for trackers with smaller aspect ratios for a selected area size and wind speed. For
example, for the design of a CPV prototype having a dish collector area of 100 m2 at
design wind speed of 40 m/s, the design peak wind response could vary from 600 to 700
and to 800 kN.m for the aspect ratios of 2.5, 1.8 and 1.0, respectively. Potential reduction
of 33% coud be relatively archived without changing the optical capacity. Then, the struc-
ture prototypes with higher aspect ratio are lighter for the same dish area size. Indeed,
the larger the aspect ratio is, the smaller the pitching moment dynamic action becomes.
This variation according to the aspect ratio become more critical for higher design wind
speed and higher dish area size scenarios.
Fig. 6.8b also superposes the results of the time-domain dynamic analysis and the results
of the incremental static analysis in dashed line. It is shown that the wind peak response
calculated with static assumption may underestimate the response for all the area size
and wind speed. In preliminary design, the calculated mean wind speed assumed a static
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behavior lead to non conservative design. For example, designing a CPV prototype with a
surface of 100 m2 under design wind speed of 40 m/s at the reference site wind conditions
using static hypothesis, is equivalent to designing the same prototype with lower wind
speed of 30 m/s by considering the dynamic effect. This non conservative indication could
be amplified for the higher wind speed and higher area size configurations.
Steel Weight of the Support Tower
The following analysis deals with a preliminary design benchmark exercise for the sup-
port tower structure principal members. Due to the wind force and the self-weight of the
structure, tensile and compression forces would be monitored to the principal six L section
members in order to withstand the experienced forces (Fig. 6.1). Then, new steel weight
of the updated configuration to withstand the peak wind loads and the gravity loads is
calculated. Many design simplification hypotheses are taken in order to focus more spe-
cifically on the global aspect of the effect of the dynamic action on the structure cost in
general. First, the mass of the dish collector is updated proportionally to the area size
variation. Second, the design of the tower support principal members consists on resizing
the section in function of the new calculated wind loads and self weight in order to get the
same percentage of axial stresses as for the initial design of the reference prototype. The
percentage values of admissible stress associated to the six members were estimated for
the reference prototype at design wind speed value (V=40 m/s) and using static analysis.
Then, it should be also noted that this hypothesis could not lead to the most optimized
configuration but it provides an important reference to compare coherently the global
tendency of the variation in function of the studied parameters. Finally, the total mass
is calculated as a summation of the dish collector mass and the tower support principal
members mass.
Fig. 6.8b shows the calculated peak wind response as a function of wind speed and tracker
area. The dynamic amplification is presented with the parameter GEF in Fig. 6.9c. The
required amount of steel mass (Fig. 6.9a) and normalized steel mass in kg=m2 (Fig. 6.9b) to
withstand the calculated wind force are calculated from the wind response from Fig. 6.8b
using the explained process.
Fig. 6.9 shows that for a selected design wind speed value, the maximum wind response
and the variation of the mass of the steel support structure are not linear with the varia-
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tion of the area size contrary to what is expected by the static analysis. At higher wind
speed, the sensitivity of the mass and the normalized mass in kg=m2 to the variation of
the area become more critical (Fig. 6.9a, Fig. 6.9b). This results is in concordance with
the variation of the GEF parameter (Fig. 6.9c), where the dynamic effect is amplified for
these critical zones (GEF>1).
Fig. 6.9 shows also that when the wind speed value becomes higher than V=30 m/s, it
would be more disadvantageous to increase the collector area size for high wind speed
because the added support steel mass in kg=m2 would be more important. For example,
when V=20 m/s, overall the normalized required mass is evaluated to 80 kg=m2 for all
the size area (Fig. 6.9b) because the probable dynamic effect is relatively small (GEF<1)
for all scenarios (Fig. 6.9c). However, for a higher wind speed values, for example for V m2
(200 kN=m2) to 140 m2 (240 kN=m2) would rapidly increase the cost of a m2 capacity by
20% (Fig. 6.9b). Then, it is important to pay attention that the gain in optical capacity
could be constrained by the dynamic amplification caused by wind action depending on
wind speed values. Designers could roughly use or easily reproduce these plots for similar
structures in order to evaluate different design configurations with considering the dyna-
mic amplification which could be critical and led to non economic alternatives.
6.5 Conclusions
The present parametric study permits to evaluate the effect of the structural parameters
and wind site specifications on the dynamic wind load response and then on the steel
support structure weight. The study is based on a time-domain method, which is validated
for full-scale experimental results for the studied reference CPV prototype. The parametric
study leads to the following general conclusions concerning the design of steel support
structure of solar systems in general :
- Time-domain analysis using simplified structural model and indicial function ap-
proach for flat plate could coherently predict design wind load for similar CPV
structure geometry with low discrepancies ranges. Results are comparable to the
frequency methods.
- Considering only the static analysis to calculate solar structure response under wind
loads could lead to nonconservative design for steel support structure. The dynamic
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effects of gusts on the concentrator wind loads, induced especially by the pitching
moment at the stow position, is important for this type of flexible structures ;
- Reduction of aerodynamic wind loads for the same optical capacity is possible in
practice by increasing the aspect ratio, improving the structural damping, controlling
the flexibility of the elevation and azimuthal mechanism and avoiding the vulnerable
frequencies ranges ;
- Wind conditions are highly site specific. Thus, accurate identification of the site
wind characteristics is recommended. Reliable wind measurements close to a selected
site are desirable and flexibility to take into account various uncertainties in wind
characteristics is also a key parameter to optimal structural design ;
- The dish collector area size selection may go further than the optical capacity. Wind
dynamic action could represent a constraint to get a cost effective steel mass kg=m2.
In some cases, adding the area could highly increase the additional weight of the
structure in kg=m2 of optical surface. Then, the evidence of the relationship between
collector area and cost is biased because it is not account for the dynamic wind action.
- Further investigations are necessary in order to propose recommendations taking
into consideration the total cost and the optical quality for this structure to get the
lowest cost of energy for this type of structure.
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Figure 6.5 Effect of structural parameters on gust effect factor
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Figure 6.6 Effect of wind parameters on peak wind response for the reference
CPV prototype
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Figure 6.8 Peak dynamic response as a function of wind speed and tracker
area for selected aspect ratio
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Figure 6.9 Wind load and mass specification as a function of wind speed and
tracker area
CHAPITRE 7
Conclusion
L’objectif de ce projet de recherche était de développer des outils de calcul simplifiés et
génériques basés sur l’approche spectrale et une approche temporelle permettant d’estimer
la réponse des structures de concentrateurs solaires aux sollicitations turbulentes du vent
en vue de l’optimiser tout en utilisant des données expérimentales à échelle réelle.
Pour cela, nous avons d’abord réalisé une synthèse bibliographique. D’une part des diffé-
rentes approches de modélisation de vent et d’analyse de la réponse des structures sous
charges de vent ont été présentées. D’autre part, les travaux de recherche traitant des
problématiques et défis spécifiques de calcul des charges de vent sur les structures solaires
ont été résumés.
Pour atteindre les objectifs spécifiques de ce projet, nous avons élaboré une étude expéri-
mentale à échelle réelle pour étudier la corrélation entre la réponse globale à la base de la
structure et les caractéristiques de vent. Par la suite, nous avons développé une méthode
d’analyse dynamique temporelle, implémenté l’approche stochastique spectrale et appli-
qué l’approche standard de code ASCE7, afin de prédire les caractéristiques statistiques
de la réponse. Finalement, les connaissances requises dans les études expérimentales et
numériques ont permis de développer une méthode d’analyse simplifiée et pratique qui
permet d’examiner d’une façon générique et quantitative l’effet de plusieurs paramètres
de design sur l’optimisation des charges de vent ainsi que la masse de la structure support
en acier en utilisant des hypothèses de design préliminaires simplifiées.
Un résumé des conclusions des chapitres précédents et des travaux futurs est donné ci-
dessous :
- Au chapitre 4, une étude expérimentale des charges de vent sur un protoype de
concentrateur solaire à grandeur nature dans les conditions du site a permis : i) la
caractérisation du site à travers l’évaluation des coefficients de rugosité, la vérifica-
tion des modèles de vent qui sont utilisés pour la génération de vent numérique et
le calcul des coefficients de corrélation de vent ; ii) la comparaison des coefficients
de forces aérodynamiques statiques avec les résultats des essais sectionnels en souf-
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flerie pour plusieurs configurations. Selon la comparaison on a pu conclure que les
méthodes de test à échelle réduite avec les conditions simplifiées restent satisfai-
santes pour évaluer les coefficients de forces statiques pour ce type de structure.
Cependant, des améliorations sont recommandées pour optimiser les résultats rela-
tivement conservateurs ; iii) l’adaptation et la validation de l’implémentation de la
procédure de l’ASCE 7-10 basée sur le concept de ‘gust effect factor’ pour prédire la
réponse maximale et plus précisément les effets dynamiques dans les conditions de
mesure. Le critère de flexibilité de structure définie dans l’ASCE 7-10 ne devrait pas
être appliqué pour l’analyse de ce type de structure et leur GEF devrait être calculé
en utilisant la formulation complète de code en considérant la partie résonnante ;
- Au chapitre 5, des études numériques sur des modèles en éléments finis et analytiques
basées sur l’approche spectrale stochastique ont été développées. Une étude compa-
rative incluant différentes approches parcourues dans la revue de littérature ( section
2.4, 2.5) a permis : i) la validation de modèle et de l’approche d’analyse dynamique
temporelle par fonctions indicielles pour approcher la RMS de la réponse, la réponse
maximale et plus spécifiquement la contribution des effets dynamiques (GEF) ; ii)
la validation des hypothèses d’implémentation de l’approche spectrale stochastique
dont les résultats sont comparables aux résultats d’analyses dynamiques transitoires ;
iii) l’introduction de la fonction d’admittance empirique d’une plaque avec les hy-
pothèses spécifiées (ou les fonctions indicielles en temporelle) a permis de raffiner la
prédiction de la composante quasi-statique de la réponse ainsi que les pics de la par-
tie résonnante pour les fréquences plus importantes. L’approche quasi-stationnaire
surestime fortement la réponse dynamique pour ce type de structure. iv) L’approche
spectrale dans sa formulation initiale de Davenport sous estime légèrement la pics
de la réponse dynamique. Le facteur de pointe évalué pour une réponse moyenne
mesurée relativement faible est généralement plus élevé que le facteur statistique
proposé dans la formulation analytique de Davenport pour des conditions de design ;
v) la mise en évidence de l’effet dynamique, relativement important dans la position
de sécurité pour ce type de structure à cause de moment de tangage.
- Au chapitre 6, l’approche temporelle est adaptée pour inclure un nouveau modèle
‘mass-spring-damper’ plus générique et des signaux de vent aléatoires, générés en uti-
lisant la méthode spectrale. Toutes les caractéristiques géométriques et dynamiques
du modèle sont adaptables pour réaliser une étude paramétrique quantitative dans
une phase de design préliminaire. L’investigation a mené à : i) la mise en évidence
de l’importance de la prise en compte des effets dynamiques apportés par les charges
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de vent dans les critères de conception de ce type de structure ; ii) la réduction de
la réponse maximale de conception peut se faire d’une façon pratique en contrôlant
les paramètres géométriques (l’aire et le ratio largeur/longueur), en choisissant les
intervalles appropriés des fréquences propres principales non vulnérables à la réso-
nance par rapport au spectre étroit du vent, en améliorant les caractéristiques de
l’amortissement structural et en contrôlant l’élévation de la structure ; iii) l’identifi-
cation appropriée de paramètres de vent du site envisagé tout en incluant l’aspect
probabiliste de vent est un étape essentielle dans l’optimisation du calcul des charges
de vent de design. Une grande dispersion des résultats de la prédiction de la réponse
maximale est observée en modifiant la localisation ou la catégorie d’exposition de
site ; iv) la corrélation entre la capacité optique et l’augmentation de la surface réflec-
trice est biaisée à cause des effets dynamiques. L’installation d’un m2 additionnel en
surface réflectrice peut augmenter non linéairement la quantité d’acier par m2 et la
solution de conception deviendra non rentable. Des études de coût plus avancées in-
cluant la rentabilité optique par rapport au surface sont envisagées pour déterminer
les configurations de conception optimales.
Perspectives
- En matière d’étude générale des charges de vent, inclure l’étude des instabilités aéro-
dynamiques plus probables sous forme de ’flutter’ est intéressante pour comprendre
les phénomènes des vibrations de la coupole qui peuvent être critiques pour des cas
de charges et de structures particulières. Les forces latérales dues au phénomène de
détachement tourbillonnaire devrait aussi être étudié pour permettre une compré-
hension plus complète de séquence temporelle de la réponse de la structure ainsi
qu’une prédiction plus raffinée de tous les pics observés dans la réponse dynamique.
Cependant, des études expérimentales aéroélastiques ou sectionnelles à échelle ré-
duite de ces phénomènes complexes sont nécessaires ;
- L’utilisation de la CFD. dans des calculs complets de couplage fluide-structure
semble, à terme, la solution numérique la plus prometteuse pour acquérir plus d’in-
formations locales. Des techniques comme le « Discrete Vortex Méthod » avec des
hypothèses plus simples sont utilisées pour atteindre cet objectif.
- Pour améliorer les résultats actuels en ce qui concerne l’application techno-économique,
les paramètres incluant la réponse dynamique, le déplacement des composantes et
l’efficacité optique, peuvent être reliés dans une seule équation pour déterminer le
coût énergétique le plus bas (LCOE). Ceci s’installe dans le contexte de créer une
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base de données d’héliostats, des CPV et des traqueurs PV qui permettront aux
ingénieurs de choisir un système économique adapté à leur site et aux codes du pays.
Des travaux expérimentaux supplémentaires caractérisant les vibrations des com-
posantes optiques dans des conditions opératoires pour définir les états limites de
services seront prochainement établis dans la continuation de ce projet ;
- Un point important qui n’a pas été abordé dans cette thèse concerne la possibilité
d’une conception basée sur les états de performance incluant le comportement non
linéaire de ce type de structure sous charges de vent extrême et constitue éventuelle-
ment une piste vers des solutions plus économiques. Le modèle numérique développé
dans ce projet est envisagé pour inclure ces effets.
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CHAPITRE A
Annexe A
PROGRAMME EXPÉRIMENTAL ET DESCRIPTION DU SITE
A.1 Acquisition du vent
La campagne de mesure de vent, en utilisant les trois tours (Fig. A.1), a été réalisée dans
le parc Innovation à l’Institut Interdisciplinaire d’innovation technologique (3IT) de l’Uni-
versité de Sherbrooke. Le 3IT est situé à Sherbrooke au 3000 boulevard de l’Université,
tout près du campus principal de l’UdeS. Les principaux obstacles autour des anémomètres
sur le batiment de 3IT sur le Nord-ouest, le concentrateur solaire sur le Nord et la plaine
assez découverte avec des arbres à une distance de 200 m de coté Ouest et Sud-Ouest. La
disposition des tours de mesures par rapport au concentrateur solaires a été schématisé
dans la figure A.2.
Les données des anémomètres et les données des LVDT ont été enregistrées à l’aide d’un
contrôleur intelligent à temps réel de National Instruments. Le système est muni d’un
programme LabView. Une application a été développée pour permettre l’acquisition en
simultanée de chaque instrument en entrée sur leurs propres canaux (Fig. A.3). La fré-
quence d’acquisition était contrôlée à 20 Hz. Les données étaient ensuite stockées sur le
disque dur du processeur pour le traitement final.
A.2 Caractérisation du site
A.2.1 Coefficients de rugosités
Les paramètres de rugosité de site ont été étudiés en analysant plusieurs échantillons d’une
durée de 10 min. Le coefficient de puissance  et la longueur de rugosité z0 permettent de
définir la loi de puissance et la loi logarithmique pour caractériser le profil de vent. Ces
deux paramètres ont été calculés en utilisant les deux points de mesure à z1 =7.5 m et
z2 =10 m sur la tour de référence et en utilisant les équations ci-dessous :
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Figure A.1 Système d’acquisition du vent
U(z2)
U(z1)
= (
z2
z1
) (A.1)
U(z2)
U(z1)
=
ln( z2
z0
)
ln( z1
z0
)
(A.2)
Les valeurs moyennes de  et z0 sont dans les intervalles de 0.2-0.4 et 0.2-0.8, respecti-
vement. La dispersion des données autour de la valeur moyenne est importante. D’une
part, une partie de cette variation peut être expliquée par la variation de la direction de
vent sur les échantillons mesurés. D’une autre part, les fluctuations saisonnières des ce
coefficients s’expliquent par le changement de la rugosité de surface avec l’apparition et la
disparition des éléments principaux sur le site (neige, glace, arbres) [Bratton et Womel-
dorf, 2011]. Par exemple, une augmentation des coefficients de rugosité  et z0 à l’été a été
expliqué par la diminution de la porosité de la forêt qui entoure le site de les côtés S et S-E.
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Figure A.2 Positions du système d’acquisition
Considérant les coefficients calculés sur les mois excepté la saison hivernale (Décembre-
Mars), les valeurs moyennes sont de 0.29 et 0.49 pour  et z0, respectivement. Ces valeurs
correspondent à un site Suburban-urban de catégorie B selon l’ASCE7-10 et un site Urban
avec des obstacles de hauteurs moyennes (10-50m) selon la CNB-10.
A.2.2 Direction du vent
Les gammes de directions obtenues sont représentées de coordonnées polaires par section
de 30 en fonction du nombre d’échantillons, soit des données prises sur une période de 10
minutes pour l’anémomètre à 10 mètres. Fig. A.5, analysons des échantillons de mois de
Novembre, démontre que le vent provient principalement du nord-ouest, de l’ouest et du
sud-ouest. Notons que les deux autres anémomètres montraient également une direction
similaire. Ces directions prédominantes sont prises en considération pour l’orientation
de prototype de concentrateur solaire à sa position de sécurité ainsi qu’aux positions
envisageables pendant les mesures.
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Figure A.3 Programme d’acquisition sur Labview
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Figure A.4 Caractérisation de site : Coefficients de rugosité le long d’une
année de mesure
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Figure A.5 Direction du vent en fonction du nombre d’échantillons de 10
minutes pour le mois de novembre
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CHAPITRE B
Annexe B
SIMULATIONS NUMÉRIQUES DU VENT
B.1 Modélisation et spectres de vent
Spectre de Solari et Piccardo [Solari et Piccardo, 2001]
Les expressions suivantes sont utilisées pour le modèle de Solari et Piccardo :
- Dans la direction longitudinale, u = 6  1:1 arctan(ln(z0) + 1:75))
nSu(z; n)
u2u
=
6:868nLu(z)
U(z)
1 + 10:302nLu(z)=U(z)
(B.1)
- Dans la direction latérale,v = 0:55u)
nSv(z; n)
u2v
=
6:868nL(z)
U(z)
1 + 10:302nL(z)=U(z)
(B.2)
Avec L(z) est la longueur d’échelle de la turbulence :
L(z) = 300(
z
200
) (B.3)
x = 1 y = 0:25 z = 0:1 (B.4)
 = 0:67 + 0:05ln(z0) (B.5)
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Spectre de Simiu et Scanlan [Simiu et Scanlan, 1996]
Les expressions suivantes sont utilisées pour le modèle de Simiu et Scanlan qui est utilisé
dans ce projet.
- Dans la direction longitudinale,
nSu(z; n)
u2
=
200f
(1 + 50f)5=3
(B.6)
- Dans la direction latérale,
nSv(z; n)
u2
=
15f
(1 + 9:5f)5=3
(B.7)
- Dans la direction vertical,
nS!(z; n)
u2
=
3:36f
(1 + 10f)5=3
(B.8)
Spectre de Kaimal [Kaimal et al., 1972]
Les expressions suivantes sont utilisées pour le modèle de Kaimal.
- Dans la direction longitudinale,
nSu(z; n)
u2
=
105n
(1 + 33n)5=3
(B.9)
- Dans la direction latérale,
nSv(z; n)
u2
=
17f
(1 + 9:5f)5=3
(B.10)
- Dans la direction vertical,
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nS!(z; n)
u2
=
2f
(1 + 5:3f)5=3
(B.11)
Spectre de Davenport[Davenport, 1961b]
Les expressions suivantes sont utilisées pour le modèle de Davenport.
- Dans la direction longitudinale,
nSu(z; n)
u2
=
0:65(1200=U10m)
(1 + (1200n=U10m)2)5=3
(B.12)
Spectre de Von Karman[von Karman, 1948]
Les expressions suivantes sont utilisées pour le modèle de von Karman.
- Dans la direction longitudinale,
nSu(z; n)
u2
=
4nLu(z)=U(z)
(1 + 70:8(nLu(z)=U(z))2)5=3
(B.13)
Lu = 300(z=300)
0:46+0:074lnz0 (B.14)
B.2 Paramètres de calcul WindGen
L’interface du logiciel WindGen, présentée à la figure 4.1, sera d’abord décrite. Pour pou-
voir lancer une analyse, les paramètres de l’interface doivent être configurés en suivant
les recommandations de Gani et al. [2011] et Hang et Légeron [2005] selon les étapes
énumérées ci-dessous.
- Choisir les coordonnées du point à analyser ou dans le cas d’une analyse à plusieurs
points, aller récupérer un fichier texte contenant le nombre de noeuds N considérés
ainsi que leurs coordonnées (x, y, z) ;
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- Choisir !u, la fréquence de coupure, soit la plus grande fréquence à être considérée
pour le spectre. Elle est souvent déterminée selon le pas de temps voulu, puisque !u
et t du signal généré doivent respecter la condition suivante :
t <

!u
(B.15)
- Choisir le nombre de divisions fréquentielles Nfr, défini comme 2n. On prend habi-
tuellement Nfr = 1024 pour obtenir un signal de meilleure qualité ;
- Choisir le type de spectre. Selon le spectre choisi, on ajustera également le fichier
.dat correspondant, définissant les paramètres du spectre et du vent moyen, soit z0,
u et les coefficients de décroissance exponentielle Cr, définis lors de la revue de
littérature ;
- Définir les paramètres de sortie des fichiers, soit l’emplacement et le nom des fichiers
de vent turbulent.
Figure B.1 Interface graphique de l’outil WindGen ([Parent, 2014])
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CHAPITRE C
Annexe C
FICHIERS DE COMMANDE CODE ASTER, PYTHON et MATLAB
Cette annexe présente l’ensemble des fichiers de commande et de maillage Code Aster
ainsi que les scripts de traitement Python et Matlab qui sont disponibles sur demande
auprès de l’auteur.
- Les fichiers .comm, .export et .med pour les analyse numeriques de trois modèles de
structure CPV (analyse modale, analyse par superposition modale, analyse dynamique
temporelle).
- Les fichiers .comm, .export et .med pour l’étude paramétrique pour le modèle 3-DOF.
- Le script Matlab du calcul des coefficients de corrélation spatiale du vent.
- Le script python pour analyser les données de vent et calculer les coefficients de rugosité.
- Le script python pour l’implémentation de l’approche spectrale et l’ASCE 7-10.
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CHAPITRE D
Annexe D
CALCUL DES COEFFICIENTS DES FORCES ET DE MOMENT
D.1 Méthodologie de calcul de moment global
Cette annexe présente les étapes de calcul des coefficients de forces et de moment à partir
des mesures expérimentales. Les mesures des forces globales appliquées sur la structure
n’ont pas pu se faire directement à partir des mesures de champs. Les déformations ont
été mesurées à des endroits particuliers des jambes de la structure support à section en L.
Ces points de mesure ont été choisis en fonction de la sensibilité de mesure en quelques
endroits critiques. Les contraintes engendrées ont été calculés selon la loi de Hooke et les
valeurs des forces globales ont été déduites en suivant les étapes suivantes :
- Découper une période T de mesure sur des échantillons de 10 min.
- vérifier que la variation de la température est relativement faible (<1C) afin de
négliger son effet.
- Déterminer la valeur de référence instantanée zeroLV DT pour chacun de LVDT qui
correspond à la valeur minimale dans une intervalle de temps où la vitesse de vent
est minimale sur une durée moyenne de 3s.
- Calculer la différentielle de voltage pour chacun de LVDT et déduire la valeur de
déplacement en utilisant les constantes de calibrages.
- Calculer une valeur de déplacement relative moyenne pour chaque membrure (cor-
nière L102*203).
- Déduire les valeurs des contraintes et des forces pour chaque membrure principale
selon les Eqs D.1- D.3.
- Calculer un moment global instantané au centre de la structure autour de l’axe X
selon l’Eq D.4 (Fig. D.1).
- Appliquer une moyenne mobile sur 60s pour approcher la réponse statique de la
structure sur la durée de 10 min.
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- Appliquer la même procédure pour les vitesses de vent.
- Tracer la courbe de corrélation entre la vitesse de vent et le moment.
- Vérifier que la valeur de corrélation entre les valeurs de moment et de vitesse de vent
est assez élevée R2 > 0:7.
- Calculer les coefficient des forces Cfx0 selon l’Eq. D.5.
- Corriger la valeur de Cfx0 en tenant compte de la contribution de moment de rotation
et de force de portance dans le moment global selon l’Eq. 4.10.
i = ni + Mxi + Myi (D.1)
ni =
Ni
A
(D.2)
Fn = EAL=L (D.3)
M =
6X
n=0
Fndn (D.4)
Cfx =
M
0:5airAU2H
(D.5)
D.2 Calcul d’incertitude
L’incertitude sur le calcul des résultats de moment global et des coefficients des forces
présentées au Chapitre 4, a été calculée à l’aide des formules analytiques de calcul des
erreurs qui ont été implémentées dans un routine Python. Les formules de base utilisées
pour calculer l’incertitude sur des produits et des puissances sont présentées dans les
Eqs D.1- D.5 :
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Figure D.1 Schéma de calcul de moment global
M =
s
(
M
L
L)2 + (
M
E
E)2 (D.6)
Cfx =
s
(
Cfx
M
M)2 + (
Cfx
U
U)2 + (
Cfx
air
air)2 (D.7)
où L est la différentielle d’erreur sur la mesure de LVDT, E est la différentielle d’erreur
sur l’évaluation de module de Young, U est la différentielle d’erreur sur la mesure de
vitesse et air est la différentielle d’erreur sur la valeur de de densité de l’air.
Pour un intervalle de réponse, à une vitesse moyenne de 8 m/s et a une position  = 0, si
on suppose une erreur de 0.1% sur les mesures de LVDT, un erreur de 5% sur précision de
module de young E et un erreur de 1% sur la mesure des anemometres, l’erreur accumulé
sur la mesure de coefficient de force peut atteindre le 5.4%.
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CHAPITRE E
Annexe E
EXEMPLE D’APPLICATION DE CODE ASCE7-10 : PROTOTYPE CPV
Cette annexe présente un exemple d’application de calcul de ratio GEF dans un contexte
de conception de prototype CPV. Le tableau ci-dessous présente les valeurs extraits du
tableau de calcul des paramètres de vent dans le code ASCE7-10. En caractère gras, les
paramètres d’un site de type B sont soulignés.
Tableau E.1 Paramètres de vent selon le type de site : (Table 6.2, ASCE7-10)
Exp b bb  b c l(ft)  zmin(ft)
A 1/5 0.64 1/3 0.3 0.45 180 1/2 60
B 1/7 0.84 1/4 0.45 0.30 320 1/3 30
C 1/9.5 1.00 1/6.5 0.65 0.20 500 1/5 15
D 1/11.5 1.07 1/9 0.80 0.15 650 1/8 7
On suppose que le prototype CPV est localisé dans un site de catégorie d’exposition de
type B et que la vitesse de référence pour la ville de Sherbrooke, QC, Canada est égale à
40 m=s(132 ft) selon le code CNB-10. Selon les Eqs E.1 , E.2 et E.3, les valeurs de U ,Iu
et Lz sont évaluées à 18 m=s(48 ft/s), 30% et 97 m(320 ft), respectivement.
Iu(z) = c(33=z)
1=6 (E.1)
Lz = l(z=33)
 (E.2)
U(z) = b(z=33) bUref (E.3)
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Les paramètres géométriques de la structure sont dépendants de sa position en élévation.
En supposant que la surface parabolique à faible distance focale peut être considérée
comme une plaque dont la largeur est constant b =14.8 m et la hauteur h est égale à la
projeté de la longueur de la corde de la coupole (8.3 m) sur le plan vertical à la direction
de vent, la composante background de la réponse Q2 est évaluée à 0.828 selon l’équation
suivante :
Q2 =
1
1 + 0:63[(b+ h)=Lz]0:63
(E.4)
Les valeurs de la fréquence naturelle et de l’amortissement réduit sont égales à 1 Hz et
0.25%, respectivement. En considérant que la structure est classifiée dans la catégorie de
structure flexible, la valeur de la composante de la résonance R2 est calculée selon les
équations suivantes :
R2 =
1

RNRHRB(0:53 + 0:47RD) (E.5)
Rl = Cl; (l = h; b; d) (E.6)
C = 1=   1=22(1  exp 2) (E.7)
h = 4:6nh=V b = 4:6nb=V d = 15:4nh=V (E.8)
RN =
7:465n0
(1 + 10:302N)5=3
N = nLz=V (E.9)
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Les facteurs de pointe de la réponse background et de la réponse à la résonance gv et gr
sont évalués à 3.4 et 4.18 selon la formulation de l’ASCE7-10 sur une durée T de 10 min
(Eq.E10). La valeur de gv est recommandée à 3.5.
gr =
q
(2 ln T ) +
0:577q
(2 ln T )
(E.10)
En conclusion, la valeur de GEF est évaluée selon l’équation E.11.
GEF =
0:925(1 + 2Iz
p
P0
q
g2QQ
2 + g2RR
2)
(1 + 2gvIz
p
P0)
(E.11)
La constante 0.925 dans l’ASCE7-10 est introduite pour ajuster les valeurs des forces
maximales aux valeurs trouvées avec l’ASCE7-93.
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